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1. Einleitung
Kunststoffe dringen neuerdings immer mehr in Anwendungsbereiche vor, die bisher nur
Metallwerkstoffen vorbehalten waren [1 bis 5]. Verantwortlich dafür sind unter anderem
die günstigen Herstellungsbedingungen. Thermoplastische Kunststoffe werden überwie-
gend in kleinen und mittelständischen Unternehmen in großen Stückzahlen kostengünstig
im Spritzgussverfahren hergestellt [6]. Auch das geringe Gewicht der Kunststoffe bringt
erhebliche Vorteile, da gerade in der Automobilindustrie eine Minimierung des Kraft-
stoffverbrauchs unter anderem durch Gewichtsreduzierung des Fahrzeuges erreicht wer-
den kann.
Hochbeanspruchte Bauteile können zusätzlich mit Fasern verstärkt werden, welche die
mechanischen Eigenschaften stark verbessern. Hier kommen unterschiedlichste Faserar-
ten (natürliche, organische, anorganische Fasern und Metallfasern) zum Einsatz. Der
wichtigste Verstärkungsstoff für thermoplastische Kunststoffe sind die Glasfasern, die mit
einem Anteil zwischen 10 und 50 Gew.% und einer Länge bis ca. 500 mm in die Poly-
mermatrix eingebracht werden. Diese kurzglasfaserverstärkten Thermoplaste werden wie
die unverstärkten Thermoplaste auch im Spritzgussverfahren verarbeitet.
Mit der Forderung nach Einsparung von Zeit und Kosten bei der Bauteilentwicklung ge-
winnt die rechnerische Auslegung von hochbeanspruchten Bauteilen zunehmend an Be-
deutung [7 bis 9]. Durch die Auslegung am Rechner kann die Anzahl der oft aufwendigen
und kostenintensiven Bauteilversuche minimiert werden. Insbesondere bei spritzgegosse-
nen kurzfaserverstärkten Thermoplast-Bauteilen ist die Bauteilauslegung und -dimen-
sionierung schwierig, da die durch die Fasern hervorgerufene Anisotropie berücksichtigt
werden muss.
Neben analytischen Berechnungsmethoden helfen numerische Verfahren wie beispiels-
weise Finite-Elemente-Methoden (FEM) die Bauteilmasse zu optimieren und damit den
Werkstoffeinsatz zu minimieren. Dies bedeutet aber auch, dass die Betriebsbeanspru-
chungen näher an die Versagensgrenzen heranrücken müssen. Während durch ständige
Zunahme der Rechnerleistung in den letzten Jahren ein befriedigendes Maß bei den Be-
rechnungsgeschwindigkeiten erreicht wurde, stellt die Abbildung des Deformationsver-
haltens sowohl durch Materialgesetze als auch durch einfache Experimente noch immer
einen wesentlichen Schwachpunkt der Auslegung dar. Eine besondere Verschärfung die-
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ses Problems ergibt sich aus der Tatsache, dass sich durch das Fließen der Schmelze wäh-
rend der Werkzeugfüllphase Faserorientierungen ergeben, welche die exakte Vorausbe-
rechnung des Bauteilverhaltens erheblich erschweren.
Im Vergleich zu Stählen weisen Kunststoffe ein geringeres Festigkeits- zu Steifigkeits-
verhältnis auf. Dadurch kommt dem Deformationsverhalten eine erhöhte Bedeutung zu.
So ist es nötig, neben den herkömmlichen Festigkeitsberechnungen eine Berechnung des
Deformationsverhaltens durchzuführen. Für die Betrachtung der Deformationen reicht
eine rein elastische Betrachtung des Materialverhaltens nicht aus. Polymere verhalten sich
oft schon bei Raumtemperatur und niedrigen Beanspruchungen nichtlinear viskoelastisch.
Viskoelastisches Materialverhalten zeigt im Gegensatz zum elastischen Materialverhalten
eine Abhängigkeit der Materialeigenschaften von Beanspruchungsdauer und Beanspru-
chungsgeschwindigkeit. So äußert sich viskoelastisches Verhalten in einer ganzen Reihe
von Phänomenen; die bekanntesten sind Kriechen und Relaxation. Unter Kriechen ver-
steht man eine zeitliche Zunahme der Verformung unter konstanter Last. Relaxation be-
deutet, dass unter einem konstanten äußeren Deformationszustand die inneren Spannun-
gen im Bauteil abgebaut werden können. Dies kann zum Beispiel dazu führen, dass durch
Kriechvorgänge unzulässige Deformationen erreicht werden oder kraftschlüssige Verbin-
dungen ihre Vorspannung durch Relaxation verlieren. Zur Beschreibung des Werkstoffs
werden keine Konstanten benötigt, sondern Funktionen der Beanspruchungsdauer und
Beanspruchungsgeschwindigkeit.
Für die Beschreibung des elastischen Materialverhaltens sind aus der Literatur zahlreiche
Ansätze bekannt und es existiert eine geschlossene Theorie, welche die Faserorientierun-
gen im Bauteil berücksichtigt. Anders verhält sich dies bei der nichtlinearen Viskoelasti-
zität, für die keine geschlossene Theorie bekannt ist. Die Berechnung der Deformationen
von faserverstärkten Strukturen erfordert aufwendigere Betrachtungen als für den isotro-
pen Werkstoffzustand. Ziel ist es, einfache Beschreibungsgleichungen zu finden, welche
leicht an die experimentellen Daten angepasst werden können und darüber hinaus eine
Extrapolation des Materialverhaltens zulassen. Für die Praxis entschärft sich diese Pro-
blematik ein wenig, da spritzgegossene Bauteile überwiegend dünne Wandstärken besit-
zen und so näherungsweise von ebenen Beanspruchungszuständen ausgegangen werden
kann.
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Ziel dieser Arbeit ist ein verbessertes Verständnis des mechanischen Verhaltens von kurz-
faserverstärkten Thermoplastformteilen, um die Simulation von faserverstärkten Kunst-
stoffteilen zu optimieren. Diese Arbeit soll weiterhin als Entscheidungshilfe für Kon-
strukteure dienen, unter welchen Umständen eine Berücksichtigung der durch die Fasern
hervorgerufenen Anisotropie stattfinden sollte.
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2. Literaturübersicht
Das Werkstoffverhalten kurzfaserverstärkter Thermoplaste ergibt sich aus den Eigen-
schaften der einzelnen Komponenten: der thermoplastischen Matrix und der Verstär-
kungskomponente. Als Verstärkungsmaterialien werden überwiegend Glas- und Kohlefa-
sern eingesetzt [10], aber auch Polymer- [11] und Naturfasern [12]. Diese Fasern besitzen
eine Länge von bis zu 500 mm und eine Faserdicke von ca. 10 mm.
Abhängig von der Faser-Matrix-Kombination können Eigenschaftsverbesserungen im
Vergleich zum Matrixmaterial erreicht werden, z.B. in Bezug auf Festigkeit, Härte, Stei-
figkeit, Langzeitverhalten und Wärmeausdehnung. Diese Werkstoffeigenschaften werden
von Faktoren wie Faserart, Faserorientierung, Faserlänge/-dicke oder Faser-Matrix-
Haftung beeinflusst. So wurden in den letzten Jahren zahlreiche Arbeiten veröffentlicht,
in denen berichtet wurde, dass mit Zunahme des Glasfaseranteils die Steifigkeit, die Härte
sowie die Festigkeit erhöht werden und die Wärmeausdehnung vermindert werden kann
(z.B. Lang, 1974 [13]; Neumann und Schur, 1975 [14]; Hegler, 1986 [15]; Schwarz, 1992
[16]; Jamil, 1994 [17] ]; Saheb und Jog, 1999 [18]). Vergleicht man die in den Datenban-
ken CAMPUS [19] oder POLYMAT [20] angegebenen Kennwerte der kurzfaserver-
stärkten Thermoplaste beispielsweise für ein Polyamid 6.6 (PA66) miteinander, so wird
deutlich, dass die Steifigkeit bei einem mit 25 Gew.% verstärkten PA66 im Vergleich zu
unverstärktem PA66 fast verdreifacht wird, bei einem mit 50 Gew.% verstärkten sogar
verfünffacht. Eine Eigenschaftsverbesserung lässt sich zum Beispiel auch bei den Län-
genausdehnungskoeffizienten beobachten. Während das unverstärkte PA66 einen Län-
genausdehnungskoeffizienten von 0,85·10-4/K zeigt, wird dieser auf 0,3·10-4/K beim 25
Gew.% und weiter auf 0,13·10-4/K beim 50 Gew.% verstärkten PA66 reduziert.
Im Folgenden wird aufgezeigt, welche Lösungsansätze in der Literatur zur Verfügung
stehen, das elastische Materialverhalten und das Kriechverhalten von kurzglasfaserver-
stärkten Thermoplasten zu beschreiben und welche Stoffwerte für diese Beschreibungen
benötigt werden.
2.1. Faserorientierung
Die Faserorientierung in einem Bauteil spiegelt das Geschwindigkeitsprofil der Schmelze
beim Füllen der Kavität wieder. Bei allen kurzfaserverstärkten Bauteilen kommt es des-
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halb bei der Formfüllung zur Ausbildung eines charakteristischen Schichtenaufbaus. Die-
ser Schichtenaufbau (Bild 2.1) wurde u.a. von Hegler [15, 21 bis 23] untersucht und an-
hand vereinfachter Modellvorstellungen beschrieben. Beim 3-Schichtenmodell (c, e, c)
sind im Kernbereich die Fasern quer und in den Randschichten parallel zur Fließrichtung
orientiert. Die Entstehung der Schichten lässt sich durch die Strömungsverhältnisse in der
Kavität erklären. In der Kernschicht herrschen überwiegend konstante Strömungsge-
schwindigkeiten und die Querorientierung der Fasern resultiert aus Quelleffekten am An-
guss [24]. Der Schergeschwindigkeitsgradient nimmt von der Kernschicht zur Rand-
schicht zu. Ist die Ausrichtung einer Faser quer zur Fließrichtung, so greifen an den Fase-
renden unterschiedliche Scherkräfte an. Die Faser rotiert um die Querachse, bis die Kräfte
im Gleichgewicht stehen bzw. die Faser in Fließrichtung orientiert ist.
Führt man zwischen den drei Schichten (c, e, c) noch Zwischenschichten ein und definiert
eine unorientierte Randschicht, so geht das 3-Schichtenmodell in ein 7-Schichtenmodell
(a, c, d, e, d, c, a) über. Beim 9-Schichtenmodell wird zwischen der Randschicht und der
äußeren in Fließrichtung orientierten Schicht eine weitere Zwischenschicht (a, b, c, d, e, d,
c, b, a) beschrieben.
Bild 2.1: Faserorientierung in einer spritzgegossenen Platte aus [15]
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2.1.1. Experimentelle Ermittlung
Experimentelle Methoden zur Bestimmung der Faserorientierung in Spritzgussbauteilen
werden seit vielen Jahren von verschiedenen Autoren beschrieben. Die wichtigsten sind in
Tabelle 2.1 zusammengefasst.
Messmethode Autoren
Biege-/Zugprüfung Meij [25]; Albrecht et al. [26]
Bildanalyse von Schliffbildern Tucker et al. [27, 28], N.N. [29]
Bildanalyse von Röntgenaufnahmen Pourdeyhimi und Ramanathan [30];
Yaguchi et al. [31]; Semmler [32]
Bildanalyse veraschter Bauteile Gadala-Maria und Parsi [33]
Fraunhofer Diffraktometrie Pourdeyhimi und Ramanathan [30]
Mikroradiographie Busse et al. [34]; Hegler [15]
Ultraschallverfahren Lord [35]
Computertomographie Grote [36]
Tabelle 2.1: Methoden zur Faserorientierungsmessung
Meij [25] bestimmt den Biege-E-Modul an kreisförmigen Proben in bestimmten Win-
kelabständen, Albrecht et al. [26] hingegen den Zug-E-Modul an Prüfkörpern, die dem
Bauteil in bestimmten Richtungen entnommen werden. Über die Bestimmung der Steifig-
keit unter verschiedenen Orientierungen kann dann auf die Faserorientierung im Bauteil
zurückgerechnet werden.
Bei der Bildanalyse von Schliffbildern (optisches Mikroskop oder Rasterelektronen-
Mikroskop) sind die Fasern als Ellipsen sichtbar und können vermessen werden. Aus dem
Achsenverhältnis und der Orientierung der Ellipsen lassen sich die Neigung der Fasern
zur Normalen der Schnittebene (Q) und die Lage der Fasern in der Schnittebene (F) be-
rechnen (Bild 2.2).
Advani, Bay und Tucker [27, 28] berechnen aus diesen Orientierungswerten einen Orien-
tierungstensor zweiter Stufe (Gl. 2.1), wobei die drei in Gleichung 2.1 definierten Diago-
nalkomponenten (aii) die Faserorientierung beschreiben.
2. Literaturübersicht                                                                                                                                             7
Bild 2.2: Berechnung der Orientierung aus Schliffellipsen aus [29]
11a Q=
2sin F× 2cos
F×Q= 2222 sinsina mit 1332211 =++ aaa (Gl. 2.1)
Q= 233 cosa
So liegt zum Beispiel eine isotrope Faserverteilung dann vor, wenn alle drei Orientie-
rungswerte 1/3 betragen. Diese und weitere Faseranordnungen stellt Bild 2.3 dar.
a11 = 0 a11 = 0,5 a11 = 0,33
a22 = 1 a22 = 0 a22 = 0,33
a33 = 0 a33 = 0,5 a33 = 0,33
Bild 2.3: Orientierungswerte für verschiedene Faseranordnungen
Ein Problem, über das häufig berichtet wird, besteht darin, einen ausreichenden Kontrast
zwischen Faser und Matrix sicherzustellen. Es gibt hierfür eine Reihe von Methoden, den
Kontrast zu verbessern. So werden z.B. spezielle Schleif- und Poliermittel [29] oder von
Ausias [37] alternativ chemische Substanzen verwendet, welche die Oberflächenrauigkeit
der Matrix oder des Füllstoffes erhöhen. Eine weitere Methode wurde von Schwarz [16]
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entwickelt, indem die polierten Probenoberflächen mit Platin unter Sauerstoffatmosphäre
besputtert wurden.
Aufgrund der Anschnittwahrscheinlichkeit für senkrecht und parallel zur Schnittebene
verlaufende Fasern wird eine Faser, die senkrecht zur Schnittebene liegt, mit größerer
Wahrscheinlichkeit in der Schnittebene sichtbar sein als eine Faser, die parallel zur Be-
trachtungsebene liegt. Daher muss bei der Messung eine vom Neigungswinkel jeder Fa-
ser, dem mittleren Verhältnis von Länge-zu-Durchmesser und vom Faservolumenanteil
abhängige Korrektur vorgenommen werden. In der Literatur werden Wichtungsfunktio-
nen beschrieben [16, 27, 38 bis 40], die sich auf zwei Funktionen zurückführen lassen.
Ein Vergleich der Funktionen (Bild 2.4) zeigt, dass bei beiden Korrekturen die kleinen
Schnittwinkel gering und die großen stark gewichtet werden. Bay und Tucker bewerten
die Fasern, die steil angeschnitten werden, sehr gering und die flach angeschnittenen Fa-
sern sehr stark. Die Gewichtungsfunktion von Bay und Tucker ist nach [16] nur für end-
losfaserverstärkte Systeme geeignet. Die Funktion von Fischer und Eyerer gewichtet die
Anschnittwinkel gleichmäßiger. Für die Herleitung der Gewichtungsfunktion nach Fi-
scher und Eyerer wird ein Probevolumen aus unidirektional angeordneten Elementarzel-
len aufgebaut. Über geometrische Betrachtungen wird die Anzahl der geschnittenen Ele-
mentarzellen in Abhängigkeit des Schnittwinkels hergeleitet. Im Gegensatz zu der Ge-
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wichtungsfunktion von Bay und Tucker wird von Fischer und Eyerer auch der Faservo-
lumenanteil berücksichtigt.
Bild 2.4:Vergleich der Korrekturfunktionen aus [29]
Eine weitere Methode, die Faserorientierungen zu bestimmen, ist die bildanalytische
Auswertung von Röntgenaufnahmen. Diese Methode wurde von Yaguchi et al. [31] für
kurzfaserverstärkte Thermoplaste entwickelt und von Semmler [32] auf faserverstärkte
Pressbauteile übertragen. Diese zerstörungsfreie Methode kann ohne Probenpräparation
und für alle verstärkten Bauteile verwendet werden. An einer digitalisierten Röntgenauf-
nahme wird eine Kantendetektion durchgeführt und die gefundenen Kanten werden bilda-
nalytisch ausgewertet. Es zeigen sich in den Arbeiten gute Übereinstimmungen mit den
verwendeten Testbildern.
Von Gadala-Maria und Parsi [33] wird eine Methode beschrieben, die es ermöglicht,
transparente oder veraschte Bauteile auszuwerten. Diese werden mit einer CCD-Kamera
aufgenommen und anschließend wird mit Hilfe von Sobeloperatoren, welche einen Grau-
wertgradienten bestimmen, die Faserorientierung berechnet.
Die Fraunhofer Diffraktometrie wurde von Pourdeyhimi und Ramanathan [30] benutzt,
um Faserorientierungen mittels eines an dem Faserbild gebeugten Lasers zu berechnen.
Anhand des Beugungsbildes, welches eine gestreckte Keule zeigt, kann der Orientie-
rungsgrad über das Verhältnis von Breite-zu-Länge und die Orientierung der Keule be-
rechnet werden.
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Busse et al. [34] und Hegler [15] bestimmten an hochaufgelösten Mikroradiographien mit
bildanalytischen Methoden die Faserorientierung. Hierzu wurden an jeweils relevanten
Positionen im Probekörper zunächst Dünnschliffe angefertigt, deren Dicke zwischen 60
und 100 mm liegt. Über diesen Dünnschliff wird mittels Röntgenstrahlung Filmmaterial
belichtet. Das für ein Dünnschliffvolumen repräsentative Schattenbild wird mit bildana-
lytischen Methoden ausgewertet.
Weiterhin lassen sich Ultraschallverfahren [35] zur zerstörungsfreien Bestimmung der
elastischen Eigenschaften einsetzen. Analog zur Biege- und Zugprüfung wird der Modul
in verschiedenen Orientierungen bestimmt und daraus auf die Faserorientierung zurückge-
rechnet. Diese Methode scheint besonders geeignet, integrale Faserorientierungen zu be-
schreiben (Ortsauflösung ca. 1 mm2).
In einem Artikel von Grote [36] wird die Computertomographie benutzt, um Schaumstof-
fe zu charakterisieren. Diese Methode ist auch in der Lage, faserverstärkte Thermoplaste
zu untersuchen und mittels einer Kantendetektion dreidimensionale Orientierungen zu
berechnen.
2.1.2. Simulation von Spritzgussbauteilen
Als im Vergleich zum experimentellen Aufwand zeitsparendere Möglichkeit zur Bestim-
mung von Faserorientierungen kann mit Hilfe von Spritzgießsimulationsprogrammen die
Orientierung berechnet werden. Die drei am weitesten verbreiteten Programme
MOLDFLOW [41], CADMOULD [42] und C-MOLD [43] bieten die Option, zusätzlich
zum Füllvorgang die Faserorientierungen zu simulieren. Bei der Orientierungsberechnung
handelt es sich um eine Abschätzung von Orientierungen in Spritzgussformteilen mit Hil-
fe von Rechenalgorithmen, die auf Modellannahmen beruhen. Da es sich bei Spritzgieß-
teilen im Allgemeinen um flächige Teile mit geringen Wanddicken handelt, werden
Formteilgeometrien mit Hilfe eines 2 ½ D-Schalenmodells abgebildet. Als Schalenele-
mente werden Dreieckselemente verwendet, denen eine Dicke zugeordnet wird.
In der Orientierungsberechnung werden ideal steife Fasern mit gerader Achse sowie ein-
heitlichem Durchmesser und einheitlicher Länge vorausgesetzt. Die Fasern beeinflussen
sich in ihrem Verhalten nicht gegenseitig (keine Faser-Faser-Interaktion).
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Bei der Formfüllung sind alle Fasern in den Angusselementen in Fließrichtung ausge-
richtet. Zur Berechnung der Orientierungen wird ein Transportalgorithmus benötigt, der
den Fasertransport entlang von Bahnlinien beschreibt. Ein Rotationsalgorithmus be-
schreibt die Drehung der Fasern in der Kernschicht. Ein Unterschied in der Berechnung
der Programme findet sich in der Beschreibung dieses Rotationsalgorithmus. Die theoreti-
schen Grundlagen stammen aus der Arbeit von Jefferey [44], in der eine Beschreibung des
Verhaltens ellipsoidförmiger Partikel in Newtonschen Fluiden hergeleitet wird. Dieser
Ansatz wurde von Folgar und Tucker [45] weiterentwickelt, indem er mit einem geome-
trieabhängigen Beschreibungsfaktor ergänzt wurde. Dieser Faktor kann als Faserwech-
selwirkungsparameter interpretiert werden. Während CADMOULD mit dem Modell nach
Jefferey rechnet, benutzen C-MOLD und MOLDFLOW das Modell nach Folgar und
Tucker. Der Faserwechselwirkungsparameter wurde empirisch bestimmt und wird von
den Programmen vorgegeben.
Ein weiterer Unterschied zwischen den Programmen liegt in der Darstellung der Faserori-
entierungen. Während CADMOULD einen zweidimensionalen Orientierungswinkel für
jedes Element und jede Schicht angibt, werden von C-MOLD und MOLDFLOW Orien-
tierungsellipsen dargestellt. Diese Orientierungsellipsen geben eine dreidimensionale Ori-
entierungsverteilung der Fasern für jedes Element und jede Schicht an.
Die Faserorientierungen können als Datei ausgegeben werden und stehen somit für weite-
re Verwendungen direkt zur Verfügung.
2.1.3. Stoffwerte für die Spritzgießsimulation
Die zur Faserorientierungssimulation benötigten werkstoffspezifischen Stoffwerte stellen
die Programme über Datenbanken zur Verfügung. Für eine Füllsimulation werden folgen-
de Stoffwerte benötigt (Tabelle 2.2):
Stoffwert Autoren
Viskosität in Abhängigkeit der Scherrate Carreau [46]
Wärmeleitfähigkeit Ott [47]; Progelhoff et al. [48]
Fließgrenztemperatur N.N. [49]
Tabelle 2.2:Benötigte Stoffwerte für eine Füllsimulation
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Zur Beschreibung der Abhängigkeit der Viskosität von der Schergeschwindigkeit
(Bild 2.5) kann der Carreau-Ansatz (Gl. 2.5) verwendet werden. Er gibt das Fließverhal-
ten der Schmelze sowohl bei niedrigen als auch bei hohen Schergeschwindigkeiten wie-
der.
(Gl. 2.5)
Bild 2.5: Beschreibung der Viskosität in Abhängigkeit der Schergeschwindigkeit mit dem
Carreau-Ansatz
Beim Abkühlen des Formteils fließt die Wärme über den Kunststoff in die Werkzeug-
wand. Für diese Beschreibung wird sowohl die Wärmeleitfähigkeit des Werkzeugs als
auch die des Kunststoffes benötigt. Unterhalb der Fließgrenztemperatur wird der Kunst-
stoff als eingefroren betrachtet. Zur Bestimmung der Fließgrenztemperatur existieren kei-
ne genormten oder standardisierten Messverfahren. In den letzten Jahren gibt es deshalb
verstärkt Bemühungen, die empirische Fließgrenztemperatur durch eine physikalische
Größe ähnlich der Schmelztemperatur oder des Glasübergangs zu ersetzen [49]. Um auch
die Nachdruckphase in die Simulation mit einbeziehen zu können, werden zusätzlich pvT-
Daten benötigt. In einem pvT-Diagramm wird der Zusammenhang zwischen Druck,
Temperatur und dem spezifischen Volumen eines Materials dargestellt. Den typischen
Zustandsverlauf eines Spritzgießzyklus zeigt Bild 2.6.
Die Formmasse wird bei nahezu konstanter Temperatur ( Verlauf 0®1 ) eingespritzt.
Punkt 2 stellt die Umstellung auf Nachdruck dar. Das Einfrieren des Anschnittes gibt Po-
sition 3 an. Nach dem isochoren Verlauf und dem Erreichen der 1–bar–Linie ( Punkt 4 )
schwindet das Formteil gemäß Verlauf 4®5®6.
( )CB
A
g
h
&+
=
1
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Bild 2.6: Lokaler Zustandsverlauf in einem pvT-Diagramm [50]
Während der Nachdruckphase wird versucht, die Schwindung des Materials zu kompen-
sieren, damit keine Lunker entstehen. Die Änderung der Faserorientierung in der Nach-
druckphase kann in Bauteilen vernachlässigt werden.
2.1.4. Vergleich der berechneten mit den simulierten Faserorientierungen
In einer Vielzahl von Arbeiten werden die Faserorientierungen simuliert und experimen-
tellen Ergebnissen gegenübergestellt. Mlekusch [51] verglich simulierte Faserorientierun-
gen, simuliert mit dem Programm MOLDFLOW, mit experimentell bestimmten Faserori-
entierungen an zwei verschiedenen Versuchsbauteilen. Es konnte gezeigt werden, dass
sich die Faserorientierung in kurzfaserverstärkten Thermoplastbauteilen sehr gut mittels
eines kommerziellen Softwarepakets berechnen lässt. Anhand von Versuchsbauteilen,
welche aufgrund ihrer Geometrie sehr unterschiedliche Orientierungen aufwiesen, wurden
mehrere Vergleiche durchgeführt. Für einen UD-Probekörper konnten Faserorientierun-
gen mit einer Genauigkeit von ± 5° dargestellt werden. Bei einem weiteren Bauteil - einer
Platte – konnten sogar alle sieben unterschiedlich orientierten Schichten bestimmt wer-
den.
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Von Foss et al. [52] wurde die Faserorientierung einer Platte mit dem Programm
C-MOLD simuliert und experimentellen Ergebnissen gegenübergestellt. Die C-MOLD-
Simulation ergab gute quantitative Übereinstimmungen mit den experimentell ermittelten
Faserorientierungen. In den meisten Simulationen konnten die Faserorientierungen mit
einer Genauigkeit von ± 10° bestimmt werden.
Die Faserorientierungssimulation von CADMOULD wurde u.a. von Mohr-Matuschek
[53] mit experimentellen Werten verglichen und bewertet. Auch hier zeigten sich bei den
verwendeten Bauteilen gute Übereinstimmungen zwischen den Orientierungen. Die Fa-
serorientierungsberechnung wurde nicht nur anhand einfacher Geometrien überprüft, son-
dern auch für ein kompliziertes Formteil eines Brems- Kupplungspedals durchgeführt. Bei
dieser Geometrie konnten die Fasern mit einem durchschnittlichen Fehler von ca. 15°
bestimmt werden. An einigen Punkten wurde aber eine Abweichung von bis zu 50° fest-
gestellt.
Bay und Tucker [27] untersuchten die Faserorientierungen an einer punktförmig ange-
spritzten Scheibe und an einer Platte mit Filmanguss. Es konnte gezeigt werden, welchen
Einfluss die Eingabeparameter (Stoffwerte) auf die Simulationen haben. Die Ergebnisse
zeigen, dass die Faserorientierungen nicht immer zufriedenstellend simuliert werden kön-
nen.
2.2. Faserlängenverteilung
Während der Verarbeitung (Extrusion oder Spritzguss) wird die Faserlänge durch Scher-
vorgänge abgebaut [16, 54, 55]. Es wurde u.a. von Schwarz [23, 56] gezeigt, dass eine
Faser mehrfach brechen kann und ein hoher Anteil von Faserbruchstücken mit einer Län-
ge von weniger als 20 mm entsteht. Neben Schervorgängen hat auch die Faserkonzentrati-
on Einfluss auf die Faserlänge. In der folgenden Tabelle 2.3 wird für ein PA6 dargestellt,
dass mit zunehmendem Faseranteil die Faserlänge abnimmt. Der arithmetische Mittelwert
der Faserlänge ist stark vom Anteil kurzer Faserbruchstücke abhängig. Diese kurzen Fa-
sern beeinflussen die Verstärkungswirkung wegen des isotropen Fülleranteils nur wenig.
Aus diesem Grund erscheint eine anzahlgemittelte Faserlängenverteilung nicht sinnvoll.
Längere Fasern sind bei der Mittelung stärker zu berücksichtigen und es sollte das Ge-
wichtsmittel anstatt des Zahlenmittels verwendet werden [16].
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Material Gew.% Glasfasern mittlere Faserlänge [mm]
 ± Standardabweichung [mm]
PA6-GF5 5 410 ± 270
PA6-GF10 10 450 ± 280
PA6-GF30 30 290 ± 140
PA6-GF45 45 250 ± 130
Tabelle 2.3: Mittlere Faserlänge in Abhängigkeit des Glasfaseranteils aus [23]
Die Faserlängenverteilung ist experimentell zugänglich, nachdem Faser und Matrix ge-
trennt werden. Folgende Verfahren haben sich durchgesetzt:
Methode Autoren
Entfernen der Matrix durch Plasmaätzen Sawjer [57]
Entfernen der Matrix mit nasschemischen Methoden
(z.B. Schwefelsäure)
Chen und Jones [58]
Veraschen der Matrix Schwarz [16]; N.N. [29]
Tabelle 2.4:Methoden zur Trennung von Faser und Matrix
Von diesen Verfahren findet die Pyrolyse die häufigste Verwendung, da sie am einfach-
sten und schnellsten zu handhaben ist. Die Proben werden unter Luftatmosphäre bei ca.
500°C aufgeheizt. Der Matrixwerkstoff verbrennt vollständig und die Glasfasern bleiben
als Glührückstand unverändert zurück. Die Fasern können anschließend bildanalytisch
ausgewertet werden.
2.3. Elastisches Materialverhalten kurzfaserverstärkter Thermoplaste
Modelle zur Beschreibung der Steifigkeiten von kurzfaserverstärkten Thermoplasten ba-
sieren auf Modellbeschreibungen endlosfaserverstärkter oder kugelverstärkter Verbund-
werkstoffe. Eine Zusammenfassung dieser Modelle ist z.B. in den Arbeiten von Hegler
[21] und Schwarz [16] gegeben. Die in diesen Arbeiten besprochenen Modelle sind in
ihren ursprünglichen Formulierungen für kurzfaserverstärkte Systeme ungeeignet, da sie
die Faserlänge nicht berücksichtigen. Sie bilden jedoch eine wichtige Grundlage zur Ent-
wicklung passender Ansätze der Beschreibung eines kurzfaserverstärkten Verbundes.
2. Literaturübersicht                                                                                                                                          16
Die allgemeine Spannungs-Verzerrungs-Beziehung enthält 81 Koeffizienten, die sich we-
gen der Symmetrie der Schubspannungen auf 36 und auf Basis der Gleichheit der For-
mänderungsarbeit (Maxwell-Betti) auf 21 reduzieren. Die zur Hauptdiagonalen symmetri-
sche Steifigkeitsmatrix lautet:
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oder: [ ] [ ] [ ]lk lk C es ×=                                    (Gl. 2.7)
Bei einem Kurzfaserverbund mit unidirektional orientierten Fasern (UD-Verbund, Bild
2.7) vereinfacht sich die allgemeine Steifigkeitsmatrix.
(Gl. 2.8)
Bild 2.7: Unidirektional orientierter Faserverbund (UD-Verbund) mit transversal-
isotropen Materialeigenschaften
Das Volumenelement ist um die 1-Achse beliebig drehbar, ohne dass sich das Werkstoff-
verhalten verändert. Somit ist die 2-3-Ebene die Isotropieebene und es gelten oben ste-
hende Bedingungen (Gl. 2.8). Ein kurzfaserverstärkter UD-Verbund zeigt transversal-
isotropes Materialverhalten (Gl. 2.9).
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Im Folgenden (Gl. 2.10) wird das Werkstoffgesetz für den UD-Verbund in Ingenieurkon-
stanten angegeben, wobei die dehnungsbezogene Schreibweise bevorzugt wird, da sie
übersichtlicher und damit einfacher nachzuvollziehen ist. Das Werkstoffgesetz lässt sich
wie folgt formulieren:
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Dies bedeutet, dass zur Beschreibung des mechanischen Verhaltens eines UD-Verbundes
fünf voneinander unabhängige Kennwerte benötigt werden. Diese sind die E-Moduln in
1- und 2-Richtung (E11, E22), die Schubmoduln G12 und G23 und die Querkontraktions-
zahl n21.
Reduktion des transversal-isotropen Werkstoffverhaltens auf den ebenen Span-
nungszustand
Betrachtet man den ebenen Spannungszustand, so wird davon ausgegangen, dass in einer
Richtung keine Spannungen auftreten. In Bild 2.8 treten keine Spannungen in der 3-Rich-
tung auf (s3 = s4 =s5 = 0).
2. Literaturübersicht                                                                                                                                          18
Bild 2.8: Der ebene Spannungszustand bei transversaler Isotropie
Damit vereinfacht sich die Gleichung (2.9) wie folgt:
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Zur Veranschaulichung werden auch hier die Ingenieurkonstanten verwendet. Das deh-
nungsbezogene Werkstoffgesetz lautet:
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Da die meisten spritzgegossenen kurzfaserverstärkten Thermoplastformteile dünne Wand-
stärken besitzen, genügen für ihre Beschreibung vier voneinander unabhängige Kenn-
werte (E11, E22, G12 und n21).
2.3.1. Ansätze zur Beschreibung der elastischen Kenngrößen
Geeignete Ansätze zur Beschreibung eines UD-Verbundes mit transversal-isotropem
Materialverhalten sind in Tabelle 2.5 dargestellt.
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Ansatz Autoren
Modifizierte Mischungsregel Nielson und Chen [59]
Fasern als Ellipsoide Russel [60]; Chow [61]
Fasern als zylindrische Einschlüsse Halpin und Kardos [62]
Tabelle 2.5: Ansätze zur Beschreibung eines transversal-isotropen Verbundes
Zur Beschreibung von kurzfaserverstärkten Verbunden modifizierten u.a. Nielson und
Chen [59] die lineare Mischungsregel mit einem empirischen Faserwirkungsfaktor (k).
( )FMFFV cEckEE -+= 1 (Gl. 2.13)
Eine weitere Beschreibung wurde von Russel [60] bzw. Chow [61] vorgestellt. Hierbei
werden die Fasern als ellipsoidförmige Einschlüsse in der isotropen Matrix definiert.
Russel und Chow verwenden hierfür die Methode des äquivalenten Einschlusses (Es-
helby-Methode [63] ). Zur Beschreibung des transversal-isotropen Werkstoffverhaltens
wird die Anisotropie des Verbundes durch das Verhältnis der Ellipsoidhauptachsen cha-
rakterisiert. Es wird von idealer Faser-Matrix-Haftung ausgegangen und die Verstär-
kungsfasern haben alle die gleiche Größe und Form. Der Ansatz von Russel bzw. Chow
wurde in der vorliegenden Arbeit nicht verwendet, da er von ellipsoidförmigen Verstär-
kungskomponenten ausgeht. Weiterhin wurde von Hegler [15] auf eine Diskontinuität im
Gleichungssystem für den transversalen Schubmodul G12 hingewiesen. In dieser Arbeit
werden die Gleichungen von Halpin und Tsai verwendet, da sie allgemein eingeführt
sind, z.B. [15, 16, 53, 64], und bereits an anderer Stelle gute Erfahrungen mit ihnen ge-
macht wurden [65 bis 67].
Der Halpin-Tsai Ansatz [62]
Der Ansatz nach Halpin-Tsai wurde zum einen aus der Theorie nach Hermans [68] ent-
wickelt, die aus dem verallgemeinerten Hill´schen Modell [69 bis 71] für einen endlosfa-
serverstärkten Werkstoff hervorgeht. Daneben wurde auf die Theorie nach Kerner [72]
zurückgegriffen, die einen Verbund aus homogen verteilten kugelförmigen Partikeln zu
Grunde legt. Im Ansatz nach Halpin-Tsai wird ein Form- bzw. Geometriefaktor einge-
führt, der die Form des Verstärkungsmaterials charakterisiert. Dieser Formfaktor ist ab-
hängig vom zu berechnenden elastischen Kennwert. Dabei wird von idealer Faser-Matrix-
Haftung ausgegangen. Faser-Faser-Interaktionen und gegenseitige Beeinflussungen der
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Spannungsfelder der einzelnen Fasern werden nicht berücksichtigt. Die allgemeine Form
der Halpin-Tsai-Gleichung lautet:
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mit:
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p : Elastischer Kennwert des Verbundes
pM : Entsprechender Kennwert der Matrix
pF : Entsprechender Kennwert der Faser
x : Formfaktor
cF: Faservolumenanteil
 l , d: Länge und Dicke der Fasern
k: Konstante
Mit Hilfe des Ansatzes nach Halpin-Tsai können die Moduln E11, E22, G12 und G23 aus
den Matrix- und Füllstoffkennwerten berechnet werden. Die Gleichungen für die einzel-
nen transversal-isotropen Kennwerte sind im Anhang 10.2. aufgelistet.
Zur Berechnung der Querkontraktionszahl n21 aus der Matrix- und Füllstoff-
Querkontraktionszahl (nF, nM) wurde von Halpin und Tsai die Mischungsregel benutzt
[16, 64]:
)1(21 FMFF cc -+= nnn (Gl. 2.15)
Im Allgemeinen erweist sich die Bestimmung der Eingangsgrößen für die Berechnungen
als sehr schwierig. Es ist meist nur eine grobe Abschätzung der mechanischen Eigen-
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schaften der Matrix und der Glasfasern möglich. Der Polymermatrix werden bei Glasfa-
serverstärkung bis zu 20 Vol. % Schlichten (Zusatzstoffe) beigefügt, wodurch sich andere
mechanische Eigenschaften als bei unverstärkten Thermoplasten ergeben. Polymere mit
Schlichten aber ohne Glasfaserverstärkung sind nicht erhältlich.
In der Arbeit von Mohr-Matuschek [53] wurde untersucht, wie groß der Einfluss der ein-
zelnen Basiskennwerte des Halpin-Tsai-Ansatzes auf das elastische Verhalten des Ge-
samtverbundes ist. Er hat den E-Modul in und quer zur Faserrichtung (E11 und E22), die
Schubmoduln G12, G23 und die Querkontraktionszahl n21 in Abhängigkeit der Fasergeo-
metrie und der mechanischen Eigenschaften der Faser und der Matrix aufgetragen und
diskutiert.
Komponente Transversal-isotrope
Verbundeigenschaften
Variation E11 E22 G12 G23 n21
Ef ++ O O O O     ++ : Einfluss größer als 15%
Gf O O O O O
l + O O O O     + : Einfluss zwischen 5%
d + O O O O             und 15%
Em ++ ++ O O ++
Gm O O ++ ++ O     O : Einfluss kleiner als 5%
cF ++ + ++ ++ O
Tab. 2.6: Variation der Komponenteneigenschaften [67]
Seine Darstellungen wurden von Roth [67] in der oben stehenden Tabelle zusammenge-
fasst, die sieben Basiswerte wurden um jeweils ± 30% variiert. Aus Tabelle 2.6 wird
deutlich, dass eine Veränderung des Faservolumenanteils cF den gravierendsten Einfluss
auf die Eigenschaften des UD-Verbundes hat. Bis auf den Elastizitätsmodul in Querrich-
tung E22 und die Querkontraktionszahl n21 ändern sich die Verbundeigenschaften um über
15%. Dies bedeutet, dass bei lokalen Konzentrationsunterschieden der Fasern die Eigen-
schaften nicht realistisch berechnet werden können. Weiterhin fällt auf, dass die Elastizi-
tätseigenschaften der Matrix (Em, Gm) ebenfalls erheblichen Einfluss auf den transversal-
isotropen Verbund haben. Durch eine Variation des E-Moduls der Matrix Em um ± 30%
ändern sich die Elastizitätsmoduln in Längs- und Querrichtung des Verbundes (E11, E22)
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und auch die Querkontraktionszahl in der 1-2-Ebene n21 um mehr als 15%. Diese Verän-
derung hat allerdings keinen Einfluss auf die Schubmoduln. Im Gegensatz dazu hat eine
Variation des Schubmoduls der Matrix Gm eine starke Veränderung der Schubmoduln G12
und G23 zur Folge, wobei die Elastizitätseigenschaften E11 und E22 unbeeinflusst bleiben.
2.3.2. Experimentelle Bestimmung der elastischen Kenngrößen
Im Gegensatz zu endlosfaserverstärkten Verbunden mit definierter Faserorientierung ist
die Präparation einer spritzgegossenen Probe mit unidirektional orientierten kurzen Glas-
fasern mit erheblichen Schwierigkeiten verbunden [64, 65, 73]. In der Literatur finden
sich verschiedene Ansätze zur Präparation von UD-Proben.
Von Mlekusch et al. [74] wurden Probekörper hergestellt, die durch hohe Einspritzge-
schwindigkeit der Schmelze in die Kavität einen Schergeschwindigkeits-Gradienten er-
zeugt, der keine quer orientierte Mittelschicht bedingt.
In [65] wurden extrem hochorientierte Probekörper durch Gegentaktspritzen erzeugt, in-
dem eine 2-Komponenten-Spritzgießmaschine eingesetzt wurde. Die Schmelze wurde so
lange durch die Probekörper und wieder zurück befördert, bis diese vollständig eingefro-
ren waren.
In [73] wurden zylindrische Probekörper mit UD-orientierten Kurzfasern hergestellt, in-
dem die Proben durchspritzt wurden. Hierzu wurde ebenfalls eine 2-Komponenten-
Spritzgießmaschine im Durchströmverfahren verwendet. Das Probekörperwerkzeug wur-
de mit zwei Anschnitten versehen, so dass die Schmelzeströmung bis zum vollständigen
Einfrieren der Wandung aufrecht erhalten werden konnte. Dabei wurde die auf der gegen-
überliegenden Seite austretende Schmelze in die zweite Plastifiziereinheit hineingedrückt,
die über die Maschinensteuerung gleichzeitig den nötigen hydrostatischen (Nach-) Druck
aufbringen konnte.
In [64] wurden Proben mit UD-Orientierung hergestellt, indem die Proben mechanisch
nachbearbeitet und die Schichten mit nicht erwünschten Orientierungen durch spanendes
Bearbeiten entfernt wurden.
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An den in der Literatur dargestellten UD-Probekörpern wurden die mechanischen Eigen-
schaften bestimmt. In keiner Arbeit war es möglich, alle fünf transversal-isotropen Kenn-
werte experimentell zu bestimmen. Zugängliche Kennwerte waren die E-Moduln in 1-
und 2-Richtung, der Schubmodul G12 und die Querkontraktionszahl n21. Nicht bestimmt
werden konnte der Schubmodul G23.
2.4. Kriechverhalten
Bei Kunststoffen ist neben einem spontanen und reversiblen, elastischen Deformations-
verhalten zusätzlich mit zeitabhängigem und geschwindigkeitsabhängigem Werkstoffver-
halten zu rechnen. Dieses Werkstoffverhalten beschreibt die Viskoelastizität. Sie äußert
sich unter konstanten Beanspruchungen in einer Kriech- oder Relaxationsneigung und bei
zeitlich veränderlicher Belastung in einem belastungsgeschwindigkeitsabhängigen Mate-
rialverhalten.
In dieser Arbeit wird das Kriechverhalten als ein Phänomen der Viskoelastizität simuliert
werden. Wie bei der Elastizität unterscheidet man auch bei der Viskoelastizität lineares
und nichtlineares Materialverhalten. Lineare Viskoelastizität bedeutet beim Kriechen,
dass der Kriechmodul bzw. die Kriechnachgiebigkeit keine Spannungsabhängigkeit zei-
gen (Bild 2.9).
Kriechnachgiebigkeit ist
für alle Spannungen deckungsgleich
J = f ( t )
Bild 2.9: Kriechnachgiebigkeiten bei verschiedenen Spannungen
Die fünf transversal-isotropen Kennwerte erweitern sich beim linearen Kriechverhalten zu
zeitabhängigen Funktionen:
lg t
J [MPa-1]
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E11 è E11 (t)
E22 è E22 (t)
G12 è G12 (t) (2.16)
G23 è G23 (t)
n21 è n21 (t)
Mit der linearen Viskoelastizität lässt sich das Deformationsverhalten thermoplastischer
Kunststoffe im technisch relevanten Beanspruchungsbereich nicht ausreichend genau be-
schreiben. Viele Polymere zeigen bereits bei geringen Beanspruchungen und kurzen Zei-
ten ein ausgeprägtes nichtlineares Kriechverhalten. Dies bedeutet, dass die Kriechdefor-
mationen überproportional mit den Beanspruchungen wachsen. Die fünf oben dargestell-
ten Kriechfunktionen werden zu zeit- und spannungsabhängigen Funktionen.
E11 è E11 (t,s11)
E22 è E22 (t,s22)
G12 è G12 (t,t12) (2.17)
G23 è G23 (t,t23)
n21 è n21 (t,s11)
Eine Kriechkurve wird zu einer geometrischen Fläche, wie in Bild 2.10 dargestellt. Durch
Schnitte in den drei Koordinatenebenen ergeben sich die oft in Diagrammen dargestellten
Zeit-Dehnlinien, isochrone Spannungs-Dehnungs-Linien und Linien mit konstanter Deh-
nung (Relaxation).
Bild 2.10: Kriechen als Funktion von Spannung und Zeit aus [75]
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In der Literatur sind zahlreiche Ansätze bekannt, das nichtlinear viskoelastische Material-
verhalten unter ein- oder mehrachsigen Beanspruchungsbedingungen in Abhängigkeit von
Beanspruchungshöhe [76 bis 82], Temperatur [79 bis 81] oder physikalischer Alterung
[82 bis 87] zu beschreiben. Die existierenden Ansätze zur Beschreibung des Kriechver-
haltens faserverstärkter Thermoplaste werden im Folgenden dargestellt.
2.4.1. Modelle zur Beschreibung des Kriechverhaltens
Um Kriechkurven unterschiedlicher Thermoplaste miteinander vergleichen zu können, ist
es sinnvoll, eine mathematische Anpassung an die Kriechdaten durchzuführen. Ziel ist es,
Messkurven mit möglichst wenig Parametern zu approximieren. Zusätzlich hat die ma-
thematische Beschreibung den Vorteil, dass sie eine Extrapolation des Kriechverhaltens
zulässt. So wurde von mehreren Autoren  berichtet, dass sich das Kriechverhalten um bis
zu einer Größenordnung extrapolieren lässt [75, 88].
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Bild 2.11: Feder-Dämpfer Modelle zur Beschreibung viskoelastischen Verhaltens
Wie die Bezeichnung „viskoelastisch“ schon aussagt, besitzt der Kunststoff elastische,
aber auch viskose Eigenschaften. Das Werkstoffverhalten kann aus diesem Grund als eine
Kombination von verschiedenen idealen Hooke´schen Federn und ideal viskosen New-
Voigt-Modell                Maxwell-Modell                         Burger-Modell
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ton´schen Dämpfern beschrieben werden. Diese Überlegungen bilden die Basis der
Voigt-, Maxwell- und Burgermodelle (Bild 2.11), die häufig zur Materialcharakterisie-
rung herangezogen werden [76, 79, 80]. Verallgemeinerte Voigt- oder Maxwell-Modelle
lassen je nach Auswahl der Feder-Dämpfer-Elemente ein Spektrum von Relaxationszeiten
zu, womit sich mit steigendem Modellierungsaufwand sehr gute Anpassungsgüten errei-
chen lassen.
In dieser Arbeit soll das Kriechverhalten unter statischer Last untersucht werden. Dies
bedeutet, dass die Ansätze weder wechselnde Belastungen noch Kriecherholungs- oder
Relaxationsdaten berücksichtigen müssen. Für die Beschreibung des Kriechverhaltens
unter konstanter Last existieren verschiedene empirisch ermittelte Modelle wie beispiels-
weise der Findley-Ansatz (Gl. 2.21) [79].
3
210)(
k
creep tkkt ×+=+= eee (Gl. 2.21)
Dieses einfache Modell mit drei Parametern beschreibt das Kriechverhalten ebenso gut
wie kompliziertere Feder-Dämpfer-Modelle mit bis zu zehn oder mehr Ansatzparametern.
In vielen Arbeiten wurden vergleichende Untersuchungen durchgeführt, welcher Ansatz
zur Beschreibung von Kriechkurven besser geeignet ist [77, 80, 81].
Durch spannungsabhängige Ansatzparameter können die Beschreibungsgleichungen auf
den nichtlinearen Fall erweitert werden. Für den Findley-Ansatz finden sich in der Lite-
ratur u.a. folgende spannungsabhängige Ansatzparameter (Tabelle 2.7).
Findley-Ansatz k2=f(s) k3=f(s) Autoren
bas c N.N [65]
)sinh(s c Sarabi [81]
bas dc +s Wieser [75]
bas 2ss edc ++ Ehrenstein, Stampfer [88]
Tabelle 2.7: Variationen des Findley-Ansatzes
3*)( 21
ktkkt +=e
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2.4.2. Kurzfaserverstärkte Thermoplaste
Ehrenstein und Stampfer [88] untersuchten den Einfluss des Glasfasergehaltes auf das
Kriechverhalten von kurzfaserverstärkten Thermoplasten. Sie führten einen Vergleich der
Beschreibungsgüten eines nichtlinearen Burger-Modells (Gl. 2.20) und eines erweiterten
Findley-Ansatzes durch. Der erweiterte Findley-Ansatz liefert die besseren Beschreibun-
gen. Beim Vergleich der isochronen Spannungs-Dehnungskurven (Bild 2.12) für
104 Stunden zeigt sich, dass mit zunehmendem Glasfaseranteil die Kriechneigung ab-
nimmt.
Ab einem Glasfasergehalt von 35 Gew.% kommt es im Bereich der betrachteten Bela-
stung zu keiner weiteren Abnahme der Kriechneigung. Der Einfluss der Matrix auf das
Kriechverhalten lässt sich mit zunehmendem Glasfaseranteil nicht weiter reduzieren.
Bild 2.12: Kriechen in Abhängigkeit des Glasfaseranteils aus [87]
In der Literatur finden sich nur sehr wenige Arbeiten, in denen eine vollständige Be-
schreibung des Kriechverhaltens eines transversal-isotropen Körpers dargestellt ist. Dies
liegt, wie schon vorher in Kapitel 2.3.2. dargestellt, an der äußerst schwierigen Proben-
präparation eines UD-Körpers. Die meisten Arbeiten stellen deshalb das Kriechverhalten
eines endlosfaserverstärkten Verbundes dar.
15 Gew.%
25 Gew.% 35 Gew.%
50 Gew.%
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Von Li und Weng [89] wurde eine vollständige Beschreibung eines Endlosfaserverbundes
mit elliptischen Zylindern als Verstärkungskomponente durchgeführt (Bild 2.13).
Bild 2.13: Kriechverhalten eines endlosfaserverstärkten Thermoplasten aus [89]
Bei dem untersuchten Probekörper handelt es sich um einen orthotropen Körper (in der 2-
3 Ebene existiert keine Symmetrie), der durch sechs unabhängige Kennwerte beschreibbar
ist. Zur Beschreibung der Kriechkurven wurde ein Burger-Modell (Gl 2.20) benutzt. Es
zeigt sich (Bild 2.13), dass in Faserrichtung so gut wie kein Kriechen festgestellt werden
kann. Die mechanischen Eigenschaften werden in dieser Richtung vom elastischen Ver-
halten der Fasern dominiert. Eine Beschreibung der Kriechnachgiebigkeit in Faserrich-
tung ist deshalb im Allgemeinen nicht notwendig [90]. Dem gegenüber steht ein ausge-
prägtes Kriechverhalten quer zur Faserrichtung. Bei den Scher-Kriech-Nachgiebigkeiten
zeigt sich ebenfalls ein ausgeprägtes zeitabhängiges Materialverhalten.
Bei kurzfaserverstärkten Thermoplasten tritt im Gegensatz zu endlosfaserverstärkten Sy-
stemen auch in Faserrichtung Kriechverhalten auf. Von Darlington und Smith [91, 92]
wurde für einen mit 30 Gew.% verstärkten UD-Probekörper aus Polybutylenterephthalat
(PBT-GF30) das Kriechverhalten in und quer zur Faserorientierung untersucht
(Bild 2.14). Bereits nach 10 Sekunden weist das PBT-GF30 quer zur Faserrichtung mehr
als die doppelte Kriechdehnung auf als in Faserrichtung. Nach 106 Sekunden vervierfacht
sich bereits die Dehnung. Weiterhin ist zu erkennen, dass das Kriechverhalten in Faser-
richtung im Gegensatz zu endlosfaserverstärkten Thermoplasten nicht vernachlässigt
D11 [GPa]
-1
D22 [GPa]
-1
D33 [GPa]
-1
J12 [GPa]
-1
J23 [GPa]
-1
J13 [GPa]
-1
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werden kann. Berechnet man aus den Daten die Kriechnachgiebigkeit, so zeigt sich be-
reits bei diesen niedrigen Spannungen ein nichtlineares Kriechverhalten.
Bild 2.14:Kriechverhalten eines UD-Körpers aus PBT-GF30 aus [92]
Von Christie und Darlington [93] wurde versucht, das Kriechverhalten eines kurzfaser-
verstärkten Thermoplasten aus den Einzelkomponenten zu berechnen. Hierzu wurde der
Ansatz nach Halpin-Tsai für zeitabhängiges Materialverhalten erweitert.
Bild 2.15: Berechnung der Kriechdehnung mit dem Ansatz nach Halpin-Tsai [93]
Messung
Berechnung
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Eine genaue Beschreibung der Gleichungen und welche Orientierungen die Probekörper
aufweisen ist in den Untersuchungen nicht aufgeführt. Bild 2.15 zeigt, dass es möglich ist,
die Kriechkurven aus den Kriecheigenschaften der Faser und Matrixkomponente zu be-
rechnen.
2.5. Auslegung und Dimensionierung von kurzfaserverstärkten Thermoplasten
Da in aller Regel die Faserorientierung nicht bekannt ist, finden sich in der Praxis nur
selten Berechnungen, welche die durch die Fasern hervorgerufenen Anisotropien berück-
sichtigen [94, 95]. Für isotrope Berechnungen wird ein am Schulterstab bestimmter E-
Modul auf komplexe Bauteile übertragen, indem der E-Modul mit einem Abminderungs-
faktor multipliziert wird [94].
In den letzten zehn Jahren wurde von mehreren Autoren berichtet, wie das anisotrope
Steifigkeitsverhalten simuliert werden kann. Die theoretischen Grundlagen für eine rich-
tungsabhängige Simulation der Steifigkeiten wurden von Hauk und Browers [8] darge-
stellt. Sie gehen davon aus, dass dünnwandige Spritzgussbauteile einen dreischichtigen
Aufbau zeigen. Dieses einfachste Werkstoffmodell, das in der Lage ist, Membran und
Biegeverformungen einer spritzgegossenen Platte zu beschreiben, besteht aus einem Drei-
Schicht-Laminat mit jeweils transversal-isotropen Schicht-Kennwerten (Bild 2.16).
Bild 2.16: Drei-Schicht-Laminat mit transversal-isotropen Materialschichten zur Be-
schreibung von Verformungen nach Hauk und Browers [8]
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Unter der Annahme, dass die Mittelschicht zu den äußeren Schichten eine um 90° ge-
drehte Steifigkeitsmatrix aufweist, lassen sich Werkstoffkennwerte und Schichtdicken
durch Zugversuche und Biegeversuche um die Hauptachsen bestimmen. Sind die UD-
Eigenschaften und Schichtdicken bekannt, können mit Hilfe der Laminattheorie
(s. Kap. 5.1.) die Verbundeigenschaften berechnet werden.
Bei der anschließenden anisotropen Simulation eines Praxisbauteils wurde zuerst eine
Füllstudie zum Festlegen der Fließrichtung durchgeführt und die Werkstofforientierung
der Fließrichtung zugeordnet. Die Abweichungen in der Simulation betragen etwa 12%.
Das Modell von Hauk und Browers wurde von mehreren Autoren [52, 64, 94, 96, 97]
aufgegriffen und modifiziert. Deren Berechnungen wurden mit der Finite-Elemente-
Methode (FEM) durchgeführt. Die Grundidee der folgenden Überlegungen bildet die An-
nahme, dass in einem finiten Element alle Fasern in eine Richtung orientiert sind. Wählt
man bei der Strukturierung des Formteils die finiten Elemente genügend klein, so liegen
in diesen Bereichen näherungsweise transversal-isotrope Materialeigenschaften vor.
Bild 2.17: Berücksichtigung der Faserorientierungen in FEM-Steifigkeitsanalysen
aus [98]
Es werden zwei Informationen benötigt, um das Werkstoffverhalten eines einzelnen Ele-
mentes zu beschreiben (Bild 2.17). Zum einen die Faserorientierung und zum anderen die
mechanischen Eigenschaften eines UD-Verbundes. In den im Folgenden dargestellten
Arbeiten werden die Bauteile als Schalenmodell mit Dreieckselementen abgebildet. Diese
Bildanalyse
Simulation
Faserorientierungen
eines Elementes
Mechanische Eigenschaften
eines Elementes
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Vereinfachung ist möglich, da durch die dünnen Wandstärken in den Kunststoff-
Formteilen ebene Spannungszustände herrschen. Die Arbeiten unterscheiden sich in der
Bestimmung der Stoffwerte für die Simulationen. Faserorientierungen können durch
Spritzgießsimulationsprogramme, aber auch experimentell bestimmt werden. Die mecha-
nischen Eigenschaften eines UD-Verbundes sind über mikromechanische Werkstoffmo-
delle zugänglich oder werden im Experiment bestimmt.
Gupta [96] beschreibt eine spritzgegossene Platte. Die Faserorientierungen wurden mit
Hilfe eines Simulationsprogramms ermittelt und durch experimentelle Untersuchungen
bestätigt. Die transversal-isotropen mechanischen Eigenschaften wurden mit dem Ansatz
nach Halpin und Tsai berechnet. Eine genaue Beschreibung, wie die Simulationen durch-
geführt werden und wie die Faserorientierungen in die FEM implementiert werden, wird
nicht angegeben. Eine Gegenüberstellung von simuliertem und gemessenem E-Modul
zeigt einen Fehler des Moduls in Faserrichtung von ca. 20% und einen Simulationsfehler
des Moduls quer zur Faserrichtung von über 130%.
Weitere Untersuchungen wurden im Rahmen eines DFG-Projektes [64] durchgeführt. Es
sollte ein Rechenalgorithmus entwickelt werden, der die richtungsabhängigen Eigen-
schaften für glasfaserverstärkte Thermoplaste in mehrdimensionalen Beanspruchungssi-
tuationen berücksichtigt. Es wurden mittels des Füllsimulationsprogramms CADMOULD
die simulierten Faserorientierungsdaten für ein Spritzgussbauteil ermittelt und über eine
Schnittstelle dem FEM-Programm ABAQUS zur Verfügung gestellt. Die Steifigkeitssi-
mulationen in ABAQUS wurden mit dem gleichen Netz durchgeführt, das auch für die
Spritzgießsimulation benutzt wurde. Die mechanischen transversal-isotropen Eigenschaf-
ten sollten sowohl mit dem Ansatz nach Halpin und Tsai berechnet, aber auch experi-
mentell an UD-Probekörpern bestimmt werden. Die UD-Probekörper konnten allerdings
nicht mit ausreichender Genauigkeit präpariert werden, es wurden daher nur die Verbund-
steifigkeiten nach Halpin und Tsai implementiert. Das elastische Materialverhalten eines
Biegebalkens konnte mit einer Abweichung von +25% bis –20% simuliert werden. Die
Simulation des transversal-isotropen Kriechverhaltens erfolgte mit Hilfe des Hill-
Potentials (Gl. 2.22), mit dem eine anisotrope Vergleichsspannung in ABAQUS definiert
werden kann [69 bis 71, 99]. Das Hill-Potential wird im Allgemeinen dazu benutzt,
anisotrope Fließeigenschaften oder das anisotrope Versagensverhalten zu beschreiben. In
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[75] wurde beschrieben, wie diese Versagenspotentiale auch als Kriechpotentiale benutzt
werden können.
( ) ( ) ( ) 212213223222112113323322 222 ssssssssss NMLHGFV +++-+-+-=
 (Gl. 2.22)
mit sV : Vergleichsspannung
      F,G,H,L,M und N: Hill-Konstanten
Die Konstanten F, G, H, L, M und N beschreiben die Richtungsabhängigkeit und werden
über die Spannungsverhältnisse R11, R22, R33, R12, R13 und R23, die sich wie folgt berech-
nen lassen, bestimmt.
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Die Bestimmung der Hill-Koeffizienten (F, G, H, L, M und N) erfolgte in [64] mit expe-
rimentell bestimmten Fließgrenzen des kurzfaserverstärkten Werkstoffs. Als Fließgrenze
wurde die Spannung der kritischen Grenzdehnung eF = 0,8% definiert. Diese Fließgrenzen
wurden parallel und senkrecht zur Faserorientierung ermittelt. Die durchgeführte Kriech-
simulation an einem Schraubentubus wurde nicht mit experimentellen Ergebnissen vergli-
chen, wodurch eine Bewertung der Methode nicht möglich ist.
Von Foss et al. [52] wurde das Steifigkeitsverhalten an einer Platte und einem Balken
simuliert. Die Faserorientierungen und das FEM-Netz wurden mit Hilfe eines Umsetzers
vom Spritzgießsimulationsprogramm C-MOLD nach ABAQUS implementiert. Die me-
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chanischen Eigenschaften wurden mit dem Ansatz nach Halpin-Tsai bestimmt. Bei den
Simulationen konnten die Bauteile mit einem Fehler kleiner 15% simuliert werden. Eine
Simulation des Kriechverhaltens wurde nicht vorgestellt.
Von Glaser und Diest [94] wurden die dargestellten Simulationsansätze weiterentwickelt.
Die Faserorientierungen aus Füllsimulationsprogrammen wurden auf andere Elementgeo-
metrien übertragen, da Dreieckselemente das Steifigkeitsverhalten in der Regel zu steif
abbilden. Bei den dargestellten Simulationen wurden äquivalent zu den Arbeiten von [64]
und Foss et al. [52] die Orientierungen mittels kommerziell erhältlicher Füllsimulations-
softwares schichtweise berechnet. Die anisotropen mechanischen Eigenschaften wurden
mit Hilfe eines mikromechanischen Werkstoffmodells aus den Eigenschaften der Faser
und Matrix berechnet. Da die Anforderungen an das Finite-Elemente-Netz für die Füllsi-
mulation und Steifigkeitsanalyse sich hinsichtlich Netzfeinheit und Ordnung der Ansatz-
funktion unterscheiden, werden für die beiden Berechnungen unterschiedliche Netze ver-
wendet. Es werden deshalb die berechneten Faserorientierungen aus dem Füllsimulations-
Netz in das Netz der Steifigkeitssimulation mittels geometrischer Abbildung übertragen.
Der Fehler zwischen Experiment und Simulation liegt bei den E-Moduln unter 8%.
Eine andere Möglichkeit, das Kriechverhalten zu simulieren, wird von Michaeli  und Leh-
mann [97] vorgestellt. Im Gegensatz zu den oben dargestellten Arbeiten findet keine Ma-
terialhomogenisierung in den Elementen statt, sondern die Fasern werden als eigenes
Element (Rebar-Element) in ein Matrixelement eingebettet (Parallelschaltung von zwei
Elementen). Dem Matrixelement werden die isotropen viskoelastischen Materialeigen-
schaften zugeordnet und dem Faserelement das anisotrope Materialverhalten. Die Fasero-
rientierung wurde allerdings nicht von einem Füllsimulationsprogramm berechnet und
implementiert. Das simulierte Bauteil zeigt durchgängig eine Faserorientierung von 90°
bzw. 45°. Ein Vergleich von Simulation und Experiment findet nicht statt, was eine Be-
wertung der Methode nicht ermöglicht.
Aus den dargestellten Arbeiten wird deutlich, dass eine Vielzahl von Stoffwerten für die
Steifigkeitssimulation benötigt wird. Die Faserorientierung kann entweder experimentell
oder durch Spritzgießsimulationen bestimmt werden. Für die Spritzgießsimulation werden
zusätzliche Stoffwerte wie Wärmeleitfähigkeit, Fließgrenztemperatur, Carrau-Koeffizien-
ten und für die Nachdruckphase das pvT-Verhalten benötigt. Die mechanischen transver-
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sal-isotropen Eigenschaften können durch mikromechanische Werkstoffmodelle berech-
net oder experimentell an einem UD-Probekörper bestimmt werden. Für die Berech-
nungsvariante werden ebenfalls weitere Stoffwerte wie Länge, Dicke und Steifigkeit der
Fasern oder die Matrixsteifigkeit benötigt.
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3. Versuchsdurchführung
3.1. Untersuchte Materialien
Für die Untersuchungen wurden zwei teilkristalline Thermoplaste ausgewählt:
· Polybutylenterephthalat mit 30 Gew.% Glasfasern (PBT-GF30)
Handelsname: Ultradur B4300G6; Fa. BASF
· Polyamid 6.6 mit 25 Gew.% Glasfasern (PA66-GF25)
Handelsname: Ultramid A3WG5; Fa. BASF
Im Wesentlichen wurde bei dieser Auswahl die technisch-wirtschaftliche Bedeutung des
Thermoplasts als Konstruktionswerkstoff berücksichtigt, aber auch die mit diesem Mate-
rial bereits vorhandenen Erfahrungen mit der Verarbeitung und experimentellen Ermitt-
lung von mechanischen Kenngrößen waren von entscheidender Bedeutung.
3.2. Probekörper
3.2.1. Rohrkörper
Ein Teil der experimentellen Untersuchungen wurde an dünnwandigen Rohrkörpern
durchgeführt. Die Geometrie wurde derart modifiziert, dass im Messbereich vier Fähn-
chen angespritzt wurden, an denen später die Dehnungen vermessen werden konnten.
Bild 3.1: Abmessungen des Rohrkörpers mit eingesetztem Flansch
Aluminium-Flansch
3. Versuchsdurchführung                                                                                                                                37
Die Probekörper wurden durch Spritzgießen hergestellt. Verwendet wurde ein Verteiler-
kopf, um eine möglichst rotationssymmetrische Formfüllung zu gewährleisten. Die wich-
tigsten Spritzgießparameter sind in Tabelle 3.1 zusammengefasst. Nach dem Spritzgießen
wurden die Rohrenden konisch ausgedreht. Dabei war auf schonende Bearbeitung zu
achten, damit keine Wärme in die Prüfkörper eingetragen wurde, was seine Morphologie
hätte verändern können. Die ausgedrehten Rohrenden wurden mit Ethanol gereinigt und
mittels eines Zwei-Komponentenklebers (Araldite 2021, Fa. Ciba) mit Aluminiumflan-
schen verklebt (Bild 3.1). Die Flansche konnten dann in die Prüfeinrichtung eingeschraubt
werden.
PBT-GF30 PA66-GF25
Zylindertemperaturen [°C] 285/290/290/290/285 280/290/290/290/280
Werkzeugtemperatur [°C] 100 80
Spritzdruck [bar] 1100 1600
Schmelzegeschwindigkeit
[mm/s] (Mittelbereich)
85 79
Nachdruck [bar] 450 600
Nachdruckzeit [s] 25 20
Tabelle 3.1: Spritzgießparameter für die verwendeten Rohrkörper
Wegen der unterschiedlichen Schwundmaße der Materialien wurden die Rohrkörper ver-
messen. Aus jeder Charge wurden die Abmessungen von mindestens fünf Proben gemit-
telt. Bei den Rohrkörpern wurde wegen Abweichungen des Rohrquerschnittes von der
idealen Kreisform der Innen- und Außendurchmesser parallel (0°) und quer (90°) zur
Trennebene ermittelt und daraus ein mittlerer Durchmesser (Tabelle 3.2) bestimmt.
PBT-GF30 PA66-GF25
Rohr-Innendurchmesser di [mm] 29,42 29,35
Rohr-Außendurchmesser da [mm] 34, 59 34,62
Fläche A [mm2] 259,7 263,9
D A [mm2] ± 0,1 16,0±
Tabelle 3.2: Abmessungen der Normal-Rohrkörper
3. Versuchsdurchführung                                                                                                                                38
3.2.2. Unidirektional orientierter Rohrkörper
Bedingt durch das Geschwindigkeitsprofil der Schmelze beim Einspritzen in die Kavität
zeigen dünnwandige Spritzgussteile eine Dreischichtstruktur. Bei den beiden äußeren
Schichten sind die Fasern unidirektional in Spritzrichtung orientiert und in der Mittel-
schicht quer dazu. Die Proben wurden spanend bearbeitet, so dass nur noch die am Innen-
radius liegende Schicht übrig blieb (Bild 3.2 und Bild 3.3). Man erhält somit einen Probe-
körper, bei dem die Fasern überwiegend unidirektional orientiert sind.
Bild 3.2: Abmessungen des UD Rohr-
körpers mit eingesetztem Flansch
Bild 3.3: UD Rohrkörper mit
angespritzten Fähnchen zur
Dehnungsmessung
Aus jeder Charge wurden die Abmessungen von mindestens fünf Proben gemittelt. Bei
den UD Rohrkörpern musste wegen des verminderten Querschnittes der Innen- und Au-
ßendurchmesser alle 10° ermittelt werden (Tabelle 3.3).
abgedrehter
Bereich
Aluminium-Flansch
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PBT-GF30 PA66-GF25
Rohrinnendurchmesser di [mm]
0° 29,81 29,72
90° 29,58 29,48
Rohraußendurchmesser da [mm]
0° 31,50 31,81
90° 31,38 31,74
Fläche A [mm2] 82,4 105,0
D A [mm2] 3,0± 6,0±
Tabelle 3.3: Abmessungen der UD Rohrkörper, der Übersichtlichkeit halber nur für 0°
und 90° angegeben
3.2.3. Schulterstab
Ein weiterer Teil der experimentellen Untersuchungen wurde an genormten Schulterstä-
ben (DIN EN ISO 527-3) durchgeführt. Diese wurden durch Spritzgießen mit einem Film-
anguss hergestellt und konnten ohne Nachbearbeitung direkt in die Versuchseinrichtung
eingespannt werden. Die wichtigsten Spritzgießparameter sind in Tabelle 3.4 zusammen-
gefasst, die Abmessungen sind in Tabelle 3.5 aufgeführt.
Material PBT-GF30 PA66-GF25
Zylindertemperaturen [°C] 255/255/250/240/230 290/290/280/270/260
Werkzeugtemperatur [°C] 85 80
Spritzdruck [bar] 2300 2300
Schmelzegeschwindigkeit
[mm/s] (Mittelbereich)
197 198
Nachdruck [bar] 600 600
Nachdruckzeit [s] 30 30
Tabelle 3.4: Spritzgießparameter für die verwendeten Schulterstäbe
PBT-GF30 PA66-GF25
Breite b [mm] 10,01 10,04
Dicke d [mm] 3,89 3,94
Fläche A [mm2] 38,92 39,51
D A [mm2] 02,0± 05,0±
Tabelle 3.5: Abmessungen der Schulterstäbe
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3.2.4. Elektronik-Abdeckung
Zur experimentellen Überprüfung der entwickelten Simulationsansätze wurde ein typi-
sches Spritzgussbauteil (Elektronik-Abdeckung, Bild 3.4) ausgewählt. Die Spritzgießpa-
rameter sind in Tabelle 3.6 aufgeführt, die Abmessungen in Tabelle 3.7.
Bild 3.4: Elektronik-Abdeckung
Material PBT-GF30 PA66-GF25
Zylindertemperaturen [°C] 225/235/245/250 290/290/280/270/260
Werkzeugtemperatur [°C] 80 80
Spritzdruck [bar] 1300 2300
Volumengeschwindigkeit [cm3/s] 15 15
Nachdruck [bar] 500 600
Nachdruckzeit [s] 40 30
Tabelle 3.6: Parameter für das Spritzgießen einer Elektronik-Abdeckung
PBT-GF30 PA66-GF25
max .Breite b [mm] 109,67 109,67
D b [mm] ± 0,08 ± 0,04
max. Höhe h [mm] 28,61 28,64
D h [mm] ± 0,12 ± 0,04
max. Tiefe t [mm] 39,09 39,33
D t [mm] ± 0,02 ± 0,08
Tabelle 3.7: Abmessungen der Elektronik-Abdeckung
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3.3. Prüfeinrichtungen
Zur Bestimmung der experimentellen Daten - als Stoffwert für die Steifigkeitssimulation
und zur Bewertung der Simulationsergebnisse erforderlich - wurden drei verschiedene
Prüfeinrichtungen herangezogen. Für die beiden Rohrprobekörper (Normalrohr und UD
Rohr) stand eine mehraxiale geregelte Prüfeinrichtung zur Verfügung, welche derart er-
gänzt wurde, dass eine Innendruckbelastung aufgebracht werden konnte. Zur experimen-
tellen Bestimmung der mechanischen Eigenschaften eines Schulterstabes wurde ein Prüf-
stand zur einachsigen statischen Kriechbelastung mit zehn Prüfstationen benutzt. Für den
Bauteilversuch an einer Elektronik-Abdeckung wurde ein neuer Versuchsstand aufgebaut.
Alle drei Versuchsstände befinden sich in klimatisierten Räumen mit 23°C und 50% rel.
Luftfeuchte (DIN-EN-ISO 291 23/5). Die Prüfstände werden in den folgenden Abschnit-
ten näher beschrieben.
3.3.1. Mehraxiale Prüfeinrichtung
Eine Zugprüfmaschine der Fa. Zwick mit Zweispindelantrieb wurde von Wieser [75] da-
hingehend modifiziert, dass auf der Traverse ein Servomotor angebracht wurde, um auch
Torsionsversuche durchführen zu können.
Bild 3.5: Mehraxiale Prüfeinrichtung
Tangentialdehnungs-
Laser
Oberes Kardangelenk
Axialdehnungs-
Laser
Adapterstück
Unteres Kardangelenk
Zu- und Ablauf
für Innendruck-
versuche
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s11
s11
t21
t21
t12
t12
s22
s22
Die realisierbaren Beanspruchungen sind Zug, Druck oder Torsion in Axialrichtung. Ex-
perimentell zugängliche Größen sind somit der Elastizitätsmodul in Axialrichtung (E11),
die Querkontraktionszahl (v21) und der Schubmodul (G12). Im Rahmen dieser Arbeit sollte
die Anlage um eine weitere Belastungsmöglichkeit erweitert werden. Zur Bestimmung
des E-Moduls in Tangentialrichtung (E22) wurde eine Innendruckprüfeinrichtung aufge-
baut und in die Anlage integriert (Bild 3.5).
Die experimentell realisierbaren Beanspruchungszustände an den rohrförmigen Probekör-
pern sind in Bild 3.6 dargestellt.
Bild 3.6: Experimentell realisierbare Beanspruchungszustände in der 1-2-Ebene
Die Prüfmaschine wurde mit einer Steuer- und Regeleinheit verbunden. Mit dieser ist es
möglich, sowohl kraft-/ momentgesteuerte als auch dehnungsgeregelte Versuche durchzu-
führen. Es wurden drei getrennte Regelkreise aufgebaut. Dies erlaubt eine unabhängige
Regelung der Zug-, Torsions- und Innendruckbelastung. Dabei können jeweils Sollwerte
für die Spannungen (s11, t12 oder s22) oder für die Dehnungen (e11, e12 oder e22) als Funk-
tion der Belastungsdauer in das Rechnerprogramm zur Steuerung der Prüfanlage eingege-
ben werden.
Die Verklebung der Rohre für die Innendruckversuche unterscheidet sich von Zug- oder
Torsionsversuchen darin, dass über das Rohrende ein Stützring verklebt wurde, der das
Ablösen des Rohres vom Flansch verhindern soll (Bild 3.7).
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Bild 3.7: Flanschkonstruktion für Innendruckversuche mit Axialkraftausgleich
Ein im Rohr befindlicher Kolben übernimmt die aus dem Innendruck resultierende
Axiallast. Dies ist möglich, weil das Material des Kolbens gegenüber den untersuchten
Thermoplasten eine um den Faktor fünfzehn höhere Steifigkeit besitzt. Der Rohrprobe-
körper und die Kolbenpumpe sind über eine Hochdruckleitung miteinander verbunden
(Bild 3.8). An dieser Hochdruckleitung befindet sich auch der Drucksensor. Ein
Steuerimpuls löst nun einen einzelnen Hub der Pumpe aus. Der Drucksensor überprüft
den Druck und speist diesen Istwert in den Regelkreis ein. Es ist dabei immer nur ein
vollständiger Hub möglich, über eine Hubverstellung kann jedoch das bereits recht kleine
Volumen des Kolbens noch weiter verringert werden. Welche Hubstärke im Kolben ein-
gestellt werden muss, wurde in Vorversuchen ermittelt. So ist ein feinabgestimmtes Re-
geln des Druckes möglich. Der zeitliche Verlauf des Drucksollwertes (s22) wird in das
vorher erwähnte Steuer- und Regelprogramm der Prüfeinrichtung eingegeben.
Zulauf Ablauf
Kolbendichtung
Führungsring
Stützring
Zuganker
Rohrprobe
Flansch
O-Ring Dichtung
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Bild 3.8: Schema des dynamischen Innendruck-Prüfstands
Die technischen Daten der Prüfeinrichtung sind in Tabelle 3.8 zusammengefasst.
Wert
Max. Axialkraft [kN] +/-  200
Messbereich Kraft [kN] -50 bis 50
Max. Torsionsmoment [Nm] 200
Messbereich Torsionsmoment [Nm] 0 bis 200
Max. Innendruck [MPa] 16
Messbereich des Drucksensors [MPa] 0 bis 16
Tabelle. 3.8: Technische Daten der elektronisch geregelten mehraxialen Prüfeinrichtung
       psollM
pist
D P
S E D d
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Dehnungsmessung
Zur Dehnungsmessung wurde eine Laser-Sensorik aufgebaut. Zur Bestimmung der Axial-
und Tangentialdehnung werden Laser-Scanner verwendet. Die Axialdehnung wird be-
stimmt, indem die Außenkanten der Fähnchen bei Belastung vermessen werden. Die ver-
wendeten Laser-Scanner besitzen für Dehnungsmessungen eine Messgenauigkeit von
+/- 3 mm. Um äußere Einflüsse zu minimieren, wurde eine Mittelwertbildung durchge-
führt. Die Tangentialdehnung wird über die Dickenänderung der Probe bestimmt. Die
Messgenauigkeit der Laser reicht aus, so dass im Zugversuch auch die Querkontraktions-
zahl n21 zeitaufgelöst bestimmt werden kann. Zur Bestimmung der Schubverzerrung wird
ein Laser-Wegmess-System verwendet. Die verwendeten Laser besitzen eine Messge-
nauigkeit von +/- 0,5 mm. Auch hier wurde eine Mittelwertbildung durchgeführt, um stö-
rende Einflüsse zu minimieren. Die Schubverzerrung lässt sich aus der Abstandsänderung
zwischen Laser und Fähnchen berechnen. Die technischen Daten der Laser sind in Tabelle
3.9 zusammengefasst.
Laser-Scanner [100] Laser-Wegmess-System [101]
Laser-Typ Halbleiter-Laser Laser-Typ Halbleiter-Laser
Ausgangsleistung [W] 0,5 (Class II) Ausgangsleistung [W] 0,5 (Class II)
Max. Messbereich [mm] 60 Max. Messbereich [mm] 8
Max. Messfehler [mm] +/-3 Max. Messfehler [mm] +/- 0,5
Scanrate [scans/s] 400 Scanrate [scans/s] 10000
Tabelle 3.9: Technische Daten der Laser-Messtechnik
3.3.2. Kriechprüfstand
Zur Untersuchung des Kriechverhaltens von Schulterstäben stehen zwei Totlastprüfstände
mit 10 einzelnen Prüfstationen zur Verfügung [75]. Die Proben können in Axialrichtung
belastet werden (s11). Die Dehnungsmessung erfolgt mit Hilfe von Dehnungsmess-
Streifen. Diese sind in Vollbrücke geschaltet, wodurch die bestmögliche Auflösung erzielt
wird.
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3.3.3. Bauteilversuch
Es wurde eine Elektronik-Abdeckung
verwendet, die im realen Einsatz eine
Elektronik-Baugruppe im Mo-
torinnenraum von PKWs zu schützen
hatte. Die Befestigung dieses Bauteils
erfolgte an den beiden Laschen. Diese
durften sich nur in geringen Toleranzen
deformieren, weil sie sonst ihre schlüssi-
ge Verbindung verloren hätten. Aus die-
sem Grund wurde das Kriechverhalten
dieser Laschen experimentell bestimmt
(Bild 3.9).
Bild 3.9: Versuchsaufbau des Bauteilversuchs
Das Bauteil wurde mit einer definierten Anpresskraft auf einer Bodenplatte befestigt (Bild
3.10). Die Krafteinleitung auf die beiden Laschen erfolgt durch einen Gelenkkopf.
Bild 3.10: Schema des Versuchsstandes und der Dehnungsmessung des Bauteilversuches
Laser-
Wegmess-
system
Bauteil
Kraft F
Koordinaten
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Hierdurch ist eine definierte Krafteinleitung gewährleistet, die nur an den beiden Befesti-
gungslöchern angreift.
Messung der Verschiebungen
Die Erfassung der Verschiebungen erfolgt mit einem Laser-Wegmess-System. Die beiden
Laser sind an einem Kreuztisch befestigt, damit verschiedene Messpunkte an der Bautei-
loberfläche vermessen werden können. Die beiden Kugelgelenke sind an der Kugelober-
seite angeschliffen, um eine ebene senkrechte Fläche für die Laser zur Verfügung zu
stellen.
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4. Experimentelle Ergebnisse
In den Diagrammen dieses Kapitels werden
· Messwerte als Symbole dargestellt
· Regressionen und Berechnung von Eigenschaften aus Regressionen als Linien darge-
stellt.
· die Schubverzerrungen als Tensorgröße e aufgetragen.
2
12
12
g
e =
· Fehlerbalken als mittlerer Fehler des Mittelwertes  dargestellt
÷
ø
ö
ç
è
æ ×
e  MesswertAnzahl
weichungStandardab2
4.1. Elastisches Materialverhalten
E-Modul in Axialrichtung (E11)
In Bild 4.1 sind die experimentell ermittelten E-Moduln in Axialrichtung (E11) von PBT
und PA66 gegenübergestellt.
Bild 4.1: Gegenüberstellung verschiedener E-Moduln in Axialrichtung
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4. Experimentelle Ergebnisse                                                                                                                        49
Die mit 30 Gew.% kurzen Glasfasern verstärkten Probekörper aus PBT weisen gegenüber
dem Matrixmaterial eine um den Faktor 3,5 erhöhte Steifigkeit auf. Bei den mit 25
Gew.% kurzen Glasfasern verstärkten Probekörpern aus PA66 weist die Steifigkeitserhö-
hung den Faktor 2,4 auf. Die lineare Mischungsregel von Glasfasergehalt und E-Modul
wird hier nicht bestätigt. Beide unverstärkten Materialien weisen die gleiche Steifigkeit
auf, unterscheiden  sich aber in Art und Menge der zugegebenen Schlichten und somit in
der Faser-Matrix-Haftung. Ein direkter Vergleich dieser beiden Materialien ist daher nicht
möglich.
Beim PBT-GF30 zeigt der Schulterstab einen geringeren E-Modul auf als der Rohrprobe-
körper, wohingegen beim PA66-GF25 der Schulterstab die höhere Steifigkeit aufweist als
der Rohrkörper. Ein Grund hierfür können die unterschiedlichen Faserorientierungen sein,
die in diesen Körpern vorliegen. Die Ergebnisse zeigen aber auch, dass diese Unterschie-
de nahe im Bereich der Standardabweichung des Mittelwertes ( xx D±    ) liegen. Auf-
grund der üblichen Messwertstreuung sind sie schwer zu interpretieren.
Schubmodul (G12)
Eine Gegenüberstellung der Schubmoduln G12, verstärkter und unverstärkter Rohrkörper
aus PBT und PA66, zeigt Bild 4.2.
Bild 4.2:Gegenüberstellung verschiedener Schub-Moduln
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Durch die Faserverstärkung wird bei beiden Matrixwerkstoffen eine Erhöhung der Stei-
figkeiten erreicht. Das PBT wird um den Faktor 1,8 verstärkt und das PA66 um den Fak-
tor 1,4.
Elektronik-Abdeckung
Als weiteres Bauteil wurde eine Elektronik-Abdeckung aus PBT-GF30 und PA66-GF25
untersucht. In Bild 4.3 und 4.4 sind die Absenkungen der beiden Befestigungslaschen in
Abhängigkeit der Belastung aufgetragen.
Bild 4.3: Absenkung der linken Lasche der
Elektronik-Abdeckung
Bild 4.4: Absenkung der rechten Lasche
der Elektronik-Abdeckung
Es findet sich ein linearer Zusammenhang zwischen aufgebrachter Last und Absenkung
der Lasche. Die Steigung der Ausgleichsgeraden kann als Systemnachgiebigkeit interpre-
tiert werden. Das Bauteil aus PA66-GF25 zeigt eine höhere Nachgiebigkeit als das Bau-
teil aus PBT-GF30.
4.2. Kriechverhalten
Zur Beschreibung aller Kriechkurven wird ein erweiterter Findley-Ansatz mit 4 Parame-
tern (Gl. 4.1) ausgewählt (vgl. Kap. 2.4.1.: Modelle zur Beschreibung des Kriechverhal-
tens). Dieser Ansatz ist zum einen sehr gut geeignet, unverstärkte Polymere zu beschrei-
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ben [102, 103] und wurde zum anderen bereits von mehreren Autoren benutzt um das
Deformationsverhalten kurzfaserverstärkter Thermoplaste zu beschreiben [75, 88, 104]
43
21),(
kkcreepelastisch tkkt sseese +=+= (Gl. 4.1)
4.2.1. Rohrkörper unter Zugbeanspruchung
Das Kriechverhalten des Rohrkörpers aus PBT-GF30 unter Zugbeanspruchung (Bild 4.5)
zeigt bei geringen Belastungen und kurzen Zeiten lineares Kriechverhalten, wie an den
Kriechnachgiebigkeiten in Bild 4.6 deutlich wird.
Bild 4.5: Kriechverhalten eines Rohres aus PBT-GF30 unter Zugbeanspruchung
Bei höheren Beanspruchungen und längeren Zeiten (ab 100 s) geht dieses lineare Verhal-
ten in ein nichtlineares Kriechverhalten über. Die Nichtlinearität nimmt mit der Höhe der
Spannung und zunehmender Zeit deutlich zu. Der Ansatzparameter k1 beschreibt zum
Zeitpunkt t=0,1 s die Spontandehnung des Rohres. Unter der Annahme einer linearen Be-
ziehung von Spannung und Dehnung kann somit der Kehrwert von k1 als E-Modul des
Rohres interpretiert werden. Der erweiterte Findley-Ansatz beschreibt das Kriechverhal-
ten mit einem Bestimmtheitsmaß von R2=0,99.
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Bild 4.6:Kriechnachgiebigkeit eines Rohres aus PBT-GF30 unter Zugbeanspruchung
Im Folgenden wird gezeigt, dass die Kriechnachgiebigkeiten aus Bild 4.6 auf eine Ma-
sterkurve verschiebbar sind. Dieses Materialverhalten lässt sich durch ein Zeit-
Spannungs-Verschiebungsprinzip (ZSV, TSS), ähnlich dem Zeit-Temperatur-
Verschiebungsprinzip (ZTV, TTS), darstellen. Das Zeit-Spannungs-Verschiebungsprinzip
besagt, dass die Kriechnachgiebigkeiten in logarithmischer Auftragung deckungsgleich
aufeinander verschoben werden können. Versuche bei langen Zeiten und niedrigen Span-
nungen lassen sich in ihrem Verhalten beschreiben durch Versuche bei kurzen Zeiten und
hohen Spannungen. Ein solches Verhalten wurde von [104] für Kurzzeitkriechversuche an
unverstärktem Polycarbonat nachgewiesen. In einer weiteren Arbeit von [75] wurde die-
ses Materialverhalten auch an weiteren unverstärkten Thermoplasten nachgewiesen. Die
Masterkurve wird erstellt, indem zuerst eine Basiskurve bestimmt wird. Diese bleibt un-
verändert, während die anderen Kurven auf sie verschoben werden. Dazu muss zu einer
bestimmten Kriechnachgiebigkeit der Zeitpunkt ausgerechnet werden.
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k1: 9,97 E-5
k2: 1,69 E-11
k3: 3,69
k4: 3,32 E-1
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Der Verschiebungsfaktor bestimmt sich dann aus:
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In Bild 4.7 ist die Masterkurve mit der Basiskurve von 40 MPa dargestellt. Die dazugehö-
rigen Shiftparameter zeigt Bild 4.8. In [105] wurde von einem linearen Zusammenhang
der Shiftparameter und der Spannung berichtet; Wieser [75] hingegen konnte das gleiche
Verschiebungsverhalten wie in Bild 4.8 an unverstärkten Thermoplasten nachweisen. Ein
einfacher Potenzansatz (Gl. 4.3) ist in der Lage, das Verschiebungsverhalten von kurz-
glasfaserverstärktem PBT-GF30 zu beschreiben.
Bild 4.7: Masterkurve für den Rohrkörper aus PBT-GF30
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Bild 4.8:
Shiftparameter für den
Rohrkörper aus PBT-
GF30
Das Kriechverhalten des Rohres aus PA66-GF25 unter Zugbeanspruchung (Bild 4.9) zeigt
bereits bei kurzen Zeiten und kleinen Spannungen ein ausgeprägtes nichtlineares Werk-
stoffverhalten, wie in der Auftragung der Kriechnachgiebigkeit (Bild 4.10) sichtbar wird.
Die Nichtlinearität nimmt mit zunehmender Zeit deutlich zu. Das Kriechverhalten lässt
sich mit dem gleichen Ansatztyp beschreiben wie beim PBT-GF30. Es ist aber nicht
möglich, den Ansatzparameter k1 als Spontandehnung zu interpretieren, da zum Zeitpunkt
t=0,1 s das experimentell betrachtete Messfenster zu weit zu hohen Zeiten verschoben ist.
Die Zeitdehnlinien in der halblogarithmischen Auftragung zeigen von Anfang an ein
deutliches Ansteigen. Das Bestimmtheitsmaß berechnet sich zu 0,99.
Bild 4.9: Kriechverhalten eines Rohres aus PA66-GF25 unter Zugbeanspruchung
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Bild 4.10: Kriechnachgiebigkeit eines Rohres aus PA66-GF25 unter Zugbeanspruchung
Im Folgenden wird gezeigt, dass auch die Kriechnachgiebigkeiten von PA66-GF25
(Bild 4.10) auf eine Masterkurve (Bild 4.11) verschiebbar sind. Die Shiftparameter
(Bild 4.12) zeigen eine identische Spannungsabhängigkeit wie die Shiftparameter des
Rohres aus PBT-GF30 unter Zugbeanspruchung (Bild 4.8).
Bild 4.11: Masterkurve für den Rohrkörper aus PA66-GF25
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Bild 4.12:
Shiftparameter für den
Rohrkörper aus PA66-
GF25
4.2.2. Rohrkörper unter Scherbeanspruchung
Das Scher-Kriechverhalten eines Rohrkörpers aus PBT-GF30 lässt sich sehr gut
(R2=0,99) mit dem 4-parametrigen Ansatz beschreiben (Bild 4.13) und der Ansatzpara-
meter k1 zum Zeitpunkt t=0,1 s kann als Spontandehnung interpretiert werden.
Bild 4.13: Kriechverhalten eines Rohres aus PBT-GF30 unter Scherbeanspruchung
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Bild 4.14: Kriechnachgiebigkeit eines Rohres aus PBT-GF30 unter Scherbeanspruchung
Unter Scherbeanspruchung treten höhere Nichtlinearitäten (Bild 4.14) auf als unter Zug-
beanspruchung (Bild 4.6). Die Nichtlinearität nimmt mit zunehmender Belastung und
zunehmenden Zeiten deutlich zu.
Bild 4.15: Masterkurve für den Rohrkörper aus PBT-GF30
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Die Kriechnachgiebigkeiten lassen sich nach dem ZSV-Prinzip deckungsgleich mit der
Basiskurve von 17,3 MPa verschieben (Bild 4.15). Die dazugehörige Auftragung der
Shiftparameter über der Spannung zeigt Bild 4.16.
Bild 4.16:
Shiftparameter für den
Rohrkörper aus PBT-GF30
Betrachtet man das Kriechverhalten eines Rohres aus PA66-GF25 unter Scherbeanspru-
chung (Bild 4.17), so zeigt sich, dass die Kriechkurve bei 17,1 MPa zu hohen Zeiten in
ein Plateau übergeht. Dieses Kriechverhalten kann mit dem vier-parametrigen Kriechan-
satz befriedigend (R2=0,96) beschrieben werden. Es ist nicht möglich, den Ansatzpara-
meter k1 als Spontandehnung zu interpretieren, da zum Zeitpunkt t=0,1 s bereits die Kur-
ven in halblogarithmischer Auftragung ein deutliches Ansteigen zeigen.
Bild 4.17: Kriechverhalten eines Rohres aus PA66-GF25 unter Scherbeanspruchung
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Bild 4.18: Kriechnachgiebigkeit eines Rohres aus PA66-GF25 unter Scherbeanspruchung
Die Kriechnachgiebigkeiten (Bild 4.18) zeigen, dass bei kleinen Zeiten ein ausgeprägtes
nichtlineares Werkstoffverhalten vorliegt, welches mit zunehmenden Zeiten zunimmt. Die
Spannung hat nur wenig Einfluss auf die Nichtlinearität. Die Kriechnachgiebigkeiten las-
sen sich auf eine Masterkurve verschieben, wobei die Kurve bei 17,3 MPa Beanspru-
chung als Basiskurve dient (Bild 4.19).
Bild 4.19: Masterkurve für den Rohrkörper aus PA66-GF25
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In Bild 4.20 sind die Shiftparameter über der Scherspannung aufgetragen und es ergibt
sich eine beinahe deckungsgleich verlaufende Kurve zu Bild 4.16, in welchem die Shift-
parameter von PBT-GF30 über der Scherbeanspruchung aufgetragen sind. Obwohl PBT-
GF30 und PA66-GF25 ein sehr unterschiedliches Kriechverhalten und unterschiedliche
Masterkurven zeigen, sind die Shiftparameter identisch.
Bild 4.20:
Shiftparameter für den
Rohrkörper aus PA66-
GF25
4.2.3. Schulterstab unter Zugbeanspruchung
Das Kriechverhalten des Schulterstabes aus PBT-GF30 ist in Bild 4.21 dargestellt.
Bild 4.21: Kriechverhalten eines Schulterstabes aus PBT-GF30 unter Zugbeanspruchung
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Der vier-parametrige Ansatz zur Beschreibung der Kriechkurven kann das Zeitstandver-
halten gut wiedergeben (R2=0,99). Im Gegensatz zum Rohr aus PBT-GF30 zeigen die
Zeitdehnlinien in der halblogarithmischen Auftragung von Anfang an ein deutliches An-
steigen. Der Ansatzparameter k1 kann nicht als Spontandehnung interpretiert werden.
Bild 4.22: Kriechnachgiebigkeit eines Schulterstabes aus PBT-GF30 unter Zugbeanspru-
chung
Die Kriechnachgiebigkeit (Bild 4.22) zeigt, dass bereits bei kurzen Zeiten ein ausgepräg-
tes nichtlineares Werkstoffverhalten vorliegt. Die Nachgiebigkeiten lassen sich deckungs-
gleich auf eine Masterkurve verschieben und die dazugehörigen Shiftparameter sind in
Bild 4.23 dargestellt.
Bild 4.23:
Shiftparameter für den Schulterstab aus PBT-
GF30
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Das Kriechverhalten des Schulterstabes aus PBT-GF30 unterscheidet sich vom Kriech-
verhalten des Rohres aus PBT-GF30. Ursache hierfür sind die unterschiedlichen Faserori-
entierungen in diesen Bauteilen und die dadurch hervorgerufenen Anisotropien im Mate-
rialverhalten.
Das Kriechverhalten des Schulterstabes aus PA66-GF25 (Bild 4.24) kann gut mit dem
erweiterten Findley-Ansatz beschrieben werden (R2=0,99).
Bild 4.24: Kriechverhalten eines Schulterstabes aus PA66-GF25 unter Zugbeanspru-
chung
Bereits bei kurzen Zeiten zeigt sich nichtlineares Werkstoffverhalten (Bild 4.25). Die
Nachgiebigkeiten lassen sich auf eine Masterkurve mit der Basiskurve bei 20 MPa ver-
schieben; die Shiftparameter sind in Bild 4.26 dargestellt.
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Bild 4.25: Masterkurve eines Schulterstabes aus PA66-GF25 unter Zugbeanspruchung
Bild 4.26:
Shiftparameter für den Schulterstab
aus PA66-GF25
4.2.4. Elektronik-Abdeckung
Zur Untersuchung des statischen Langzeitverhaltens der Elektronik-Abdeckungen aus
PBT-GF30 und PA66-GF25 wurde das Kriechverhalten der beiden Befestigungslaschen
untersucht. Obwohl das Zeitstandverhalten aufgrund von zwei je 1 cm hohen Stegen an
den Laschen stark eingeschränkt sein sollte, konnte bei der Abdeckung aus PBT unter
50 N Belastung nach 106 s ein Absenken der Laschen um 40 mm (nur Kriechanteil) er-
mittelt werden (Bild 4.27). Zwischen linker und rechter Befestigungslasche zeigt sich kein
wesentlicher Unterschied im Kriechverhalten.
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Bild 4.27: Zeitstandverhalten der Elektronik-Abdeckung aus PBT-GF30
Bild 4.28: Zeitstandverhalten der Elektronik-Abdeckung aus PA66-GF25
Bei der Abdeckung aus PA66-GF25 beträgt die Absenkung bei 50 N Belastung nach 106 s
120 mm (nur Kriechanteil; Bild 4.28). Auch hier zeigt sich kein deutlicher Unterschied
zwischen linker und rechter Befestigungslasche.
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5. Simulationsverfahren
Für die folgenden Steifigkeits- und Kriechsimulationen wird ein Programm ausgewählt,
welches die durch die Fasern hervorgerufenen Anisotropien in Bauteilen mit der Finite-
Elemente-Methode (FEM) berücksichtigt. In [106] wurde untersucht, welches FEM-
Programm die nötigen Eingabeoptionen zur Verfügung stellt, um den dargestellten Lö-
sungsansatz aus Kapitel 2.5. (s. Bild 2.15) verwirklichen zu können.
Grundidee der Simulation bildet die Annahme, dass in einem finiten Element alle Fasern
in eine Richtung orientiert sind. Wählt man bei der Strukturierung des Formteils die fini-
ten Elemente genügend klein, so liegen in diesen Bereichen näherungsweise transversal-
isotrope Materialeigenschaften vor.
Die Simulationsrechnungen werden mit dem Programm ABAQUS durchgeführt. Die Fa-
serorientierungen werden mit Spritzgießsimulationsprogrammen berechnet und mittels ei-
nes Umsetzers, der die lokalen Orientierungen der Füllsimulation in globale Koordinaten
der FEM transformiert, nach ABAQUS importiert. Eine Implementierung der gemessenen
Faserorientierungen findet nicht statt, da eine vollständige Orientierungsbestimmung für
ein reales Bauteil nicht durchführbar ist.
5.1. Elastisches Materialverhalten
Die untersuchten Bauteile (Rohrkörper, Schulterstab und Elektronik-Abdeckung) werden
aufgrund ihrer dünnen Wandstärke als Schalenmodell dargestellt. Als finite Elemente
werden Dreieckselemente ausgewählt. Dies hat den Vorteil, dass die Netzgeometrie für
die Steifigkeitssimulation direkt aus der Füllsimulation übernommen werden kann. Für
Schalenelemente (ebener Spannungszustand) hat der transversal-isotrope Steifigkeitsten-
sor folgende Gestalt (vgl. Kap. 2.3., Gl. 2.11):
mit: aus Symmetriegründen
(Gl. 5.1)
UD
UDUD
UDUD
UD
ij
C
CC
CC
C
66
2221
1211
00
0
0
= UDUD CC 2112 =
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Die einzelnen Komponenten des Tensors berechnen sich nach folgenden Beziehungen:
2112
11
11 1 nn-
=
E
CUD (Gl. 5.2)
2112
22
22 1 nn-
=
E
CUD (Gl. 5.3)
2112
1121
2112
2212
2112 11 nn
n
nn
n
-
=
-
==
EE
CC UDUD (Gl. 5.4)
1266 GC
UD = (Gl. 5.5)
Im Bauteil variiert die Faserorientierung über der Wanddicke. Zur Simulation der Fasero-
rientierungen kann angegeben werden, in wie vielen Schichten die Orientierung berechnet
werden soll. Im Schalenmodell (Bild 5.1) der Füllsimulation (1a) werden für mehrere
Schichten die Faserorientierungen berechnet (1b). Anschließend werden in ABAQUS mit
Hilfe der Laminattheorie [107] die Verbundeigenschaften berechnet (1c).
   1a 1b 1c
Bild 5.1: Berechnung der Verbundeigenschaften in ABAQUS mit Hilfe der Laminattheorie
Der Steifigkeitstensor DijC  für das Element (1c) setzt sich dann aus den anzahlgewichteten
Steifigkeitstensoren der Einzelschichten (1b) zusammen.
Laminattheorie: (Gl. 5.6)
Die Steifigkeitstensoren zijC
D  der Einzelschichten werden durch eine der
Schichtorientierung entsprechende Drehung von UDijC  bestimmt. Die Transformations-
beziehungen können für diese Drehung mit den Invarianten U1 bis U5 wie folgt berechnet
werden:
å
=
DD =
n
z
z
ijij Cn
C
1
1
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)4cos()2cos( 32111
zzz UUUC F+F+=D (Gl. 5.7)
)4cos()2cos( 32122
zzz UUUC F+F-=D
)4cos(3566
zz UUC F-=D
)4cos(342112
zzz UUCC F-== DD
)4sin(2)2sin(22 326116
zzzz UUCC F-F-== DD
)4sin(2)2sin(22 326226
zzzz UUCC F+F-== DD
mit:
( )UDUDUDUD CCCCU 661222111 42338
1
+++= (Gl. 5.8)
( )UDUD CCU 22112 2
1
-=
( )UDUDUDUD CCCCU 661222113 428
1
--+=
( )UDUDUDUD CCCCU 661222114 468
1
-++=
( )UDUDUDUD CCCCU 661222115 428
1
+-+=
Um die Laminattheorie für den ebenen Spannungszustand anzuwenden, müssen demnach
die Orientierungswinkel f für jedes Element sowie die vier Elastizitätskennwerte (E11,
E22, n21, G12) bekannt sein (Bild 5.2). Die Komponenten zz CC DD = 6116  und 
zz CC DD = 6226  sind
immer dann ungleich null, wenn eine in Faserrichtung unsymmetrische Winkelverteilung
gegeben ist. Es wurde ein Umsetzer programmiert, der die Knoten und Elemente sowie
die Schichtdicken und Faserwinkel von der Füllsimulation nach ABAQUS importiert. Die
vier transversal-isotropen Kennwerte lassen sich entweder mit der Mischungsregel nach
Halpin-Tsai berechnen oder an einem unidirektional verstärkten Probekörper (UD-
Körper) experimentell bestimmen.
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Bild 5.2: Benötigte Stoffwerte für eine Simulation des elastischen Verhaltens eines kurzfa-
serverstärkten Verbundes
Die Berechnung in ABAQUS erfolgt auf der Grundlage eines aus Schalen aufgebauten
Laminatverbundes mit transversal-isotropen Materialeigenschaften. ABAQUS benutzt
hierzu den Befehl „*SHELL SECTION“. Mit diesem Befehl können jedem Dreiecksele-
ment ein Materialgesetz (hier: transversal-isotrop) und eine Orientierung (aus der Spritz-
gießsimulation) zugeordnet werden. Ein Auszug aus dem Inputfile findet sich im An-
hang 10.3.1.
5.2. Kriechverhalten
Das Kriechverhalten kann in ABAQUS auf zwei unterschiedliche Arten simuliert werden.
Zum einen ist eine isotrope Berechnung möglich, bei welcher der Verbund in alle Raum-
richtungen mit dem gleichen Kriechansatz beschrieben wird. Zum anderen kann das
Kriechverhalten anisotrop simuliert werden, indem die durch die Fasern hervorgerufenen
Anisotropien berücksichtigt werden.
5.2.1. Isotropes Kriechen
Für die isotrope Berechnung in ABAQUS wird der Befehl „*CREEP,LAW=TIME“ ver-
wendet, der das Kriechverhalten mit der in dieser Arbeit verwendeten Kriechgleichung
beschreibt:
CREEP, LAW=TIME: 142 43
-= kkcreep tkk se& (Gl. 5.9)
Stoffwert
Faserorientierung
· Spritzgießsimulation
Stoffwert
transversal-isotrope Kennwerte
· Halpin-Tsai Ansatz
· UD-Probekörper   
Simulation des elastischen Verhaltens
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Die Simulation in ABAQUS berechnet nur den Kriechanteil creepe  und kann als getrennte
Rechnung ohne eine vorangehende elastische Simulation durchgeführt werden. Als
Kriechgleichung wird das Kriechverhalten eines UD-Körpers in Faserrichtung implemen-
tiert. Es wird das gleiche Netz wie bei der elastischen Simulation verwendet; die Orientie-
rung der Elemente bleibt allerdings unberücksichtigt. Ein Auszug aus dem Inputfile findet
sich im Anhang 10.3.2.
5.2.2. Anisotropes Kriechen
Die Simulation des anisotropen Kriechverhaltens wird ebenfalls mit dem Schalenmodell
durchgeführt. Die vier transversal-isotropen Kennwerte für den ebenen Spannungszustand
müssen für die anisotrope Kriechsimulation zu Kriechfunktionen (vgl. Gl. 2.17) erweitert
werden. ABAQUS sieht eine direkte Eingabe dieser vier Gleichungen nicht vor.
Die Spannungsverhältnisse Rij, welche zur Eingabe in ABAQUS benötigt werden, können
aus den richtungsabhängigen Fließgrenzen des kurzfaserverstärkten Werkstoffs berechnet
werden (vgl. Kap. 2.4.). Eine weitere Möglichkeit, die Spannungsverhältnisse zu bestim-
men, ist, diese aus den richtungsabhängigen Kriechkurven eines UD-Körpers zu berech-
nen. Aufgrund der Symmetrieeigenschaften des transversal-isotropen Verbundes müssen
nicht alle Hill-Koeffizienten bzw. Spannungsverhältnisse bestimmt werden. Es gilt:
G = H R22 = R33
L = M = N R23 = R13 = R12
Mit den Spannungsverhältnissen R11, R22 und R12 lässt sich das anisotrope Kriechverhal-
ten eines transversal-isotropen Schalenelementes beschreiben. Zur Berechnung dieser drei
Spannungsverhältnisse müssen die folgenden drei Kriechgleichungen eines UD-
Verbundes vorhanden sein:
)11(4)11(3 k
11)11(211 k t
kcreep se = (Gl. 5.10)
)22(4)22(3 k
22)22(222 k t
kcreep se = (Gl. 5.11)
)12(4)12(3 k
12)12(212 k t
kcreep se = (Gl. 5.12)
und
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Wie aus diesen drei Kriechgleichungen die für ABAQUS benötigten Spannungsverhält-
nisse (R11, R22 und R12) berechnet werden, wird im Folgenden dargestellt.
Aus den Kriechgleichungen (Gl. 5.10-5.12) ergibt sich für den Kriechdehnungstensor mit
Berücksichtigung der Vergleichsspannung folgender Ausdruck:
ij
Vkk
Vij
creep
ij
ijij tk
s
s
se
¶
¶
= )(4)(3)(2 (Gl. 5.13)
Mit der Definition der Vergleichsspannung (Gl. 2.22 in Gl. 5.13) berechnen sich die be-
nötigten Kriechdehnungskomponenten wie folgt:
( ) ( )[ ]221133111)11(211 )11(4)11(3 ssssse -+-= - HGtk kkVcreep (Gl. 5.14)
( ) ( )[ ]112233221)22(222 )22(4)22(3 ssssse -+-= - HFtk kkVcreep (Gl. 5.15)
12
1
)12(212 2
)12(4)12(3 sse Ntk kkV
creep -= (Gl. 5.16)
In der ABAQUS-Eingabedatei müssen die Spannungsverhältnisse Rij, mit denen die Hill-
Koeffizienten bestimmt werden und das richtungsabhängige Kriechverhalten definiert ist,
angegeben werden. Die Spannungsverhältnisse Rij definieren somit eine Gewichtung der
Spannungskomponenten bei der Berechnung der Vergleichsspannung.
Für einen Spannungszustand aus einem uniaxialen Kriechversuch in 1-Richtung folgt so-
mit für die Kriechdehnungskomponente creep11e (Gl. 2.24 in Gl. 5.14):
( ) 11
1
11
11
)11(211
)11(4
)11(3
s
s
e HGt
R
k k
k
creep +÷÷
ø
ö
çç
è
æ
=
-
(Gl. 5.17)
Für den uniaxialen Fall mit s22=s33=0 ergibt sich aus Gleichung 2.22 die Beziehung
2
11
1
R
HG =+ (Gl. 5.18)
Nach Einsetzen von Gleichung 5.18 in Gleichung 5.17 ergibt sich
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( ) )11(4)11(3)11(3
11
1
11)11(211
kkkcreep tRk ×××= +- se (Gl. 5.19)
und für die anderen Komponenten
( ) )22(4)22(3)22(3
22
1
22)22(222
kkkcreep tRk ×××= +- se (Gl. 5.20)
( ) )12(4)12(3)12(3)12(3
12
1
12)12(2
1
12 3
kkkkcreep tRk ×××= +-
+
se (Gl. 5.21)
In ABAQUS wird nur eine Kriechgleichung definiert. Die Konstanten dieser Kriechglei-
chung werden nun mit einem Kriechversuch in 1-Richtung (in Faserrichtung) an einer
UD-Probe ermittelt. In diesem Fall ist der Faktor R11  als 1 definiert.
Da das Kriechverhalten aufgrund der Faserorientierung richtungsabhängig ist, kann diese
spezielle Kriechgleichung mit dem Faktor Rij an das Kriechverhalten in ij-Richtung ange-
passt werden. Dazu wird an einer UD-Probe in 2-Richtung (quer zur Faserrichtung) die
Kriechdehnung creep22e  bestimmt. Wenn die dabei gemessene Kriechdehnung durch Glei-
chung 5.19 beschrieben werden soll, muss gelten:
( ) )11(4)11(3)11(3
22
1
22)11(222
kkkcreep tRk ×××= +- se  (Gl. 5.22)
Der gesuchte Faktor R22 kann nun für einen bestimmten Zeitpunkt t und Spannung s aus
Gleichung 5.22 bestimmt werden.
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In einer analogen Vorgehensweise kann ein ähnlicher Zusammenhang für das Kriechen
unter Scherbeanspruchung hergeleitet werden (Gl. 5.24). Die Kriechgleichung aus dem
Zug-Kriechversuch, ermittelt an der UD-Probe in 1-Richtung, kann über den Faktor R12
an das Scherkriechverhalten des UD-Körpers angepasst werden.
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Als Stoffwerte für ABAQUS werden die experimentell bestimmte Kriechgleichung eines
UD-Körpers in Faserrichtung ( )se ,11 tUD , die Spannungsverhältnisse R11, R22 und R12 und
die Faserorientierung implementiert (Bild 5.3).
Bild 5.3: Benötigte Stoffwerte für eine Simulation des anisotropen Kriechverhaltens  eines
kurzfaserverstärkten Verbundes
Die Kriechgleichung des UD-Körpers in Faserrichtung ( )se ,11 tUD  wird über den Befehl
„*CREEP,LAW=TIME“ implementiert (vgl. Gl. 5.9 und Bild 5.2). Wird zusätzlich der
Befehl „*POTENTIAL“ hinzugefügt, bedeutet dies für ABAQUS, dass die anisotrope
Kriechsimulation mit den Spannungsverhältnissen R11, R22 und R12 durchgeführt werden
soll. Ein Auszug aus dem Inputfile findet sich im Anhang 10.3.3.
Stoffwert
Faserorientierung
· Spritzgießsimulation
Stoffwert
transversal-isotrope Kennwerte
· Kriechversuche am
UD-Probekörper   
Simulation des anisotropen Kriechverhaltens
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6. Stoffwerte für die Steifigkeitssimulation
6.1. Faserorientierung
Die in der Literatur vorgestellten Methoden (vgl. Kap. 2.1.) zur Bestimmung der Fasero-
rientierungen in einem Bauteil lassen sich in zwei Verfahren einteilen:
1) Experimentelle Bestimmung der Faserorientierungen
2) Simulation der Faserorientierungen mit Spritzgießsimulationsprogrammen
Diese beiden Methoden werden im Folgenden an den dargestellten Bauteilen auf ihre
Brauchbarkeit und praktische Handhabung überprüft.
6.1.1. Messung
Die experimentelle Bestimmung der Faserorientierungen wird an Schliffbildern durchge-
führt. Es werden den Probekörpern an den zu untersuchenden Bereichen Proben entnom-
men und in eine Harzmasse (Epoxidharz Epofix Resin + Hardener, Struers) eingebettet.
Die so fixierten und für die Schliffpräparation vorbereiteten Proben durchlaufen anschlie-
ßend einen Schleif- und Poliervorgang (Tabelle 6.1).
Schleifpapierkörnung Schleifzeit [min] Anpresskraft [N]
320 1 80
500 1 80
1000 2 80
2400 4 50
4000 6 50
Polieren: 1mm 10 50
Tabelle 6.1: Parameter des Schleif- und Poliervorgangs (Drehzahl des Schleiftellers
150 U/min)
Durch diese Präparation werden die Fasern an der Schlifffläche als Ellipsen sichtbar; aus
dem Achsenverhältnis und der Orientierung der Ellipsen lassen sich die Orientierungs-
komponenten des Orientierungstensors bestimmen.
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Die Anschnittwahrscheinlichkeiten werden mit der Gewichtungsfunktion nach Fischer
und Eyrer berücksichtigt. In diese Gewichtungsfunktion geht neben dem Faserdurchmes-
ser auch die mittlere Faserlänge ein. Der Faserdurchmesser ist direkt aus der Faserorien-
tierungsmessung zugänglich. Zur Analyse der Faserlänge wird an dem zu untersuchenden
Bereich ein Teil der Probe bei einem definierten Temperaturprogramm im Ofen verascht.
Die zurückgebliebenen Glasfasern werden anschließend in ein Siebpaket mit unterschied-
lichen Fraktionen getrennt, gewogen und mittels einer Dispergierlösung auf Objektträger
aufgebracht. An diesen werden mit einem Makroskop Typ SZH der Fa. Olympus mit ei-
ner CCD-Kamera die Fasern vermessen, indem das Analysesystem OPTIMAS der
Fa. Media Cybernetics die Anfangs- und Endkoordinaten jeder Faser bestimmt.
Eine wesentliche Voraussetzung für die Bestimmung von Faserorientierungen aus
Schliffbildern ist ein ausreichender Kontrast zwischen Faser und Matrix. Die in der Lite-
ratur vorgestellten Methoden, den Kontrast zu verbessern (vgl. Kap. 2.1.1.), führten bei
den untersuchten Materialien zu keiner Verbesserung. Die folgenden Untersuchungen
wurden an einem Rasterelektronenmikroskop (REM) der Fa. Zeiss durchgeführt. An dem
zur Verfügung stehenden REM sind zwei bildgebende Verfahren möglich. Zum einen der
Topographiekontrast (SE-Bild) und zum anderen der Ordnungszahlkontrast (BSE-Bild).
Da Kunststoffe überwiegend aus Kohlenstoff bestehen (Ordnungszahl 6) und Glas als
wesentlichen Bestandteil Silizium (Ordnungszahl 14) enthält, können mit dem Ordnungs-
zahlkontrast ausreichend kontrastierte Bilder aufgenommen werden. Bild 6.1 zeigt den
Unterschied zwischen einer Aufnahme mit Topographiekontrast und einer mit Ordnungs-
zahlkontrast.
Bild 6.1: SE- und BSE-Bild der Faserellipsen im Schliffbild
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Bild 6.2: Rasterung der Querschnittsflächen
An jeder untersuchten Position wurde dreifach über die Querschnittsfläche gerastert (Bild
6.2) und aus diesen Daten eine mittlere Faserorientierung berechnet.
Zur Auswertung der Schliffbilder wird das Analysesystem OPTIMAS verwendet. In ei-
nem ersten Schritt wird das Graubild in ein Binärbild umgewandelt. Nachdem aus dem
Binärbild kleinere Fehlobjekte entfernt sind, werden die Ellipsen automatisch vermessen.
Hierzu steht eine mathematische Funktion zur Verfügung, welche um die Ellipsen eine
Ellipsengleichung anfittet. Dies hat gegenüber einer reinen Längen-zu-Breiten-
Vermessung den Vorteil, dass kleine Faserausbrüche nicht zu fehlerhaften Auswertungen
führen (Bild 6.3).
Bild 6.3: Umwandlung des Graubildes  in ein Binärbild; Bildbearbeitung und anschlie-
ßender Ellipsenfit
3 mm
d
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6.1.2. Simulation
Eine im Vergleich zum experimentellen Aufwand zeitsparendere Möglichkeit ist die Be-
rechnung der Faserorientierungen mit Hilfe von Spritzgießsimulationsprogrammen. Die
Orientierungen werden mit den Simulationsprogrammen MOLDFLOW, CADMOULD
und C-MOLD berechnet. Für die Simulationen werden, wie in Kapitel 2.2. beschrieben,
verschiedene Stoffwerte benötigt. Da eine Simulation nur so gut wie ihre Stoffwerte sein
kann, ist besondere Sorgfalt bei der Auswahl der Stoffwertquellen angebracht. Für die
wenigsten Materialien findet sich eine vollständige Stoffwertedatenbank. Das bedeutet,
dass in den meisten Fällen mit Stoffwerten ähnlicher Materialien gerechnet und nur selten
eine aufwendige Bestimmung der Stoffwerte durchgeführt wird. Für die beiden unter-
suchten Materialien PBT-GF30 und PA66-GF25 wurden die Stoffwerte experimentell
bestimmt, diese sind im Anhang 10.4. aufgeführt. Die Bauteile wurden mit folgenden
Netzgeometrien abgebildet. Die Netze wurden mit dem Präprozessor des Spritzgießsimu-
lationsprogramms CADMOULD generiert (Bild 6.4 bis Bild 6.6).
808 Knoten
1606 Elemente
Bild 6.4: Netzgeometrien des Rohrkörpers
623 Knoten
1048 Elemente
Bild 6.5: Netzgeometrien des Schulterstabes
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1536 Knoten
2889 Elemente
Bild 6.6: Netzgeometrien der Elektronik-Abdeckung
Alle Modelle wurden dem Simulationsprogramm gemäß als Schalenmodell mit Dreieck-
selementen generiert. Die Simulationen in MOLDFLOW wurden mit 22 Schichten, die
Simulationen in CADMOULD mit 20 Schichten und in C-MOLD mit 16 Schichten
durchgeführt. Die Simulationsprogramme erlauben eine Visualisierung der Faserorientie-
rungen (Bild 6.7). Diese Orientierungsdaten liegen als lokale Orientierungsdaten vor und
müssen in ein globales Koordinatensystem transformiert werden, um sie mit experimen-
tell ermittelten Faserorientierungen vergleichen zu können.
Bild 6.7: Visualisierung der Faserorientierungen an den untersuchten Bauteilen
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Bei den folgenden Faserorientierungsdiagrammen ist der Übersichtlichkeit halber nur die
Tensorgröße a11 aufgetragen. In den experimentellen Untersuchungen wurde die Tensor-
komponente a22 annähernd zu Null bestimmt. Die Tensorkomponente a33 kann dann ge-
mäß Gleichung 2.1 berechnet werden.
6.1.3. Faserorientierung des Rohrkörpers
An den Rohrkörpern wurden an drei Bereichen die Faserorientierungen bestimmt
(Bild 6.8). Hierbei sollte berücksichtigt werden, ob ein Unterschied in den Orientierungen
experimentell ermittelbar ist und diese durch die Simulation bestätigt werden. Untersucht
wurde ein angussnaher, ein mittlerer und ein angussferner Bereich.
Bild 6.8: Untersuchte Bereiche am Rohrkörper
Die Faserorientierungen unterscheiden sich in den drei Bereichen für beide Materialien
nur gering. Aus diesem Grund wird im Folgenden nur der Mittelbereich dargestellt und
diskutiert. Die Faserorientierungen der Bereiche angussnah und angussfern sind im An-
hang 10.5.1. dargestellt.
Die Faserlängenanalyse im Mittelbereich des Rohres aus PBT-GF30 ergibt eine mittlere
volumengewichtete Faserlänge von 346 mm (Bild 6.9). Der Faserdurchmesser beträgt
10 mm.
Die Faserorientierung stellt sich entsprechend den Angaben aus der Literatur [15] dar
(Bild 6.10), die angibt, dass bei einem Rohrkörper eine Mittelschicht existiert und an den
Rändern eine geringe Umorientierung stattfindet.
angussnah angussfernMitte
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Bild 6.9: Faserlängenverteilung für den Mittelbereich des Rohrkörpers aus PBT-GF30
Bild 6.10: Vergleich der Faserorientierungen am Rohrkörper aus PBT-GF30
Die Simulationsprogramme geben diese Orientierungen nur sehr unbefriedigend wieder:
Von MOLDFLOW wird zwar die Mittelschicht gut dargestellt, es stellt aber den Randbe-
reich zu stark orientiert dar. Bei CADMOULD findet eine Überinterpretation der Mittel-
schicht statt, während die Randschicht gut simuliert wird. C-MOLD simuliert keine aus-
geprägten Schichten und gibt die Faserorientierung schlecht wieder.
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Beim Mittelteil des Rohrkörpers aus PA66-GF25 wird aus der Faserlängenanalyse eine
mittlere volumengewichtete Faserlänge von 352 mm ermittelt (Bild 6.11). Der Faser-
durchmesser beträgt 11 mm.
Bild 6.11: Faserlängenverteilung für den Mittelbereich des Rohrkörper aus PA66-GF25
Die experimentell bestimmten Faserorientierungen des Rohres aus PA66-GF25
(Bild 6.12) zeigen ähnliche Orientierungen wie der Rohrkörper aus PBT-GF30.
Bild 6.12: Vergleich der Faserorientierungen am Rohrkörper aus PA66-GF25
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Die besseren Ergebnisse werden mit MOLDFLOW simuliert. CADMOULD orientiert die
Mittelschicht zu stark und C-MOLD zeigt keine Orientierungsänderung über der Rohr-
dicke. Die Randschicht wird von keinem Programm dargestellt.
Die Faserorientierungen der Rohrkörper aus den Materialien PBT-GF30 und PA66-GF25
werden von MOLDFLOW ansatzweise wiedergegeben. CADMOULD simuliert die Mit-
telschicht zu dick, während C-MOLD keine Mittelschicht darstellen konnte.
6.1.4. Faserorientierung des Schulterstabes
Am Schulterstab wurden die Faserorientierungen auch in den Bereichen angussnah, Mitte
und angussfern ermittelt (Bild 6.13) und mit simulierten Faserorientierungen der Pro-
gramme MOLDFLOW und CADMOULD verglichen.
Bild 6.13: Untersuchte Bereiche am Schulterstab
Die Faserorientierungen unterscheiden sich in den drei Bereichen für beide Materialien
nur gering. Im Folgenden wird nur die Faserorientierung des Mittelbereiches dargestellt.
Die Faserorientierungen der Bereiche angussnah und angussfern sind im Anhang 10.5.2.
aufgeführt.
Die volumengewichtete mittlere Faserlänge des Mittelteils aus PBT-GF30 bestimmt sich
aus der Faserlängenanalyse (Bild 6.12) zu 288 mm. Die Faserdicke beträgt 10 mm. Die
kürzeren Glasfasern im Vergleich zum Rohrkörper lassen sich durch die höheren Ein-
spritzgeschwindigkeiten erklären (Tabelle 3.4), wodurch es zu verstärktem Faserbruch
kommt. Die gemessenen Faserorientierungen (Bild 6.15) entsprechen den Angaben aus
der Literatur [15], die vorgibt, dass bei einem stabförmigen Probekörper keine ausge-
prägte Mittelschicht existiert.
angussnah            Mitte             angussfern
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Bild 6.14: Faserlängenverteilung für den Mittelbereich des Schulterstabes aus PBT-GF30
Bild 6.15: Vergleich der Faserorientierungen am Schulterstab aus PBT-GF30
Bei den experimentell ermittelten Faserorientierungen ist ansatzweise die Bildung einer
Mittelschicht bzw. die von Randschichten zu erkennen. Die schwache Mittelschichtbil-
dung wird von MOLDFLOW befriedigend wiedergegeben und von CADMOULD über-
dimensioniert. Die Randschichten werden nur von CADMOULD vorhergesagt.
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Die volumengewichtete mittlere Faserlänge des Schulterstab-Mittelteils aus PA66-GF25
beträgt 332 mm (Bild 6.16). Die Faserdicke beträgt 11 mm.
Bild 6.16: Faserlängenverteilung für den Mittelbereich des Schulterstabes aus
PA66-GF25
Bild 6.17: Vergleich der Faserorientierungen am Schulterstab aus PA66-GF25
Auch beim PA66-GF25 ist die Bildung einer Mittelschicht bzw. die von Randschichten zu
erkennen. Die Mittelschicht wird von MOLDFLOW befriedigend wiedergegeben, wohin-
gegen CADMOULD die Mittelschicht zu dick simuliert. Die Randschicht wird nur von
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CADMOULD simuliert. Die Simulationen der beiden Schulterstäbe zeigen, dass es mög-
lich ist, die Faserorientierungen wirklichkeitsnah abzubilden. MOLDFLOW zeigt befrie-
digende Simulationen, während von CADMOULD die Mittelschichten zu stark ausge-
prägt berechnet werden.
6.1.5. Faserorientierung der Elektronik-Abdeckung
Die Beschreibung der Faserorientierungen der Elektronik-Abdeckung aus dem Material
PBT-GF30 wurde an zwei Bereichen exemplarisch untersucht (Bild 6.18). Die Schnitte
verlaufen jeweils senkrecht zur simulierten Fließrichtung.
Bild 6.18: Elektronik-Abdeckung mit Darstellung der Mess-Stellen
Da beim Veraschen der einzelnen Abdeckungssegmente keine verwertbaren Fasermengen
gewonnen werden konnten, wird für die gesamte Abdeckung eine volumengewichtete
mittlere Faserlänge von 350 mm (Mittelwert von Rohr und Schulterstab) und eine Faser-
dicke von 10 mm angenommen.
An der Oberseite der Abdeckung (Position 1) ergeben die Messungen der Faserorientie-
rungen eine über die Bauteildicke sehr unsymmetrische Orientierung (Bild 6.19). Die
Randschichten sind entlang der Fließrichtung orientiert und es findet ein fließender Über-
gang zur quer orientierten Mittelschicht statt. Die beiden Simulationsprogramme -
MOLDFLOW und CADMOULD - können diese Faserorientierungen nicht wiedergeben.
Zwar wird eine Mittelschicht mit den gleichen Orientierungen simuliert, den fließenden
Übergang zu den Randschichten können die Programme allerdings nicht darstellen.
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Bild 6.19: Vergleich der Faserorientierungen an Position 1 der Elektronik-Abdeckung
aus PBT-GF30
Die gemessenen Faserorientierungen an Position 2 des Bauteils aus PBT-GF30 zeigen
eine Mittelschicht und leicht orientierte Randschichten (Bild 6.20). MOLDFLOW kann
diese Orientierung ausreichend wiedergeben, wenn man von der zu stark dargestellten
Randschicht absieht. Die Faserorientierungen von CADMOULD lassen sich in keiner
Weise nachvollziehen. Die Faserorientierungen des Bauteils zeigen, dass die Programme
bei komplizierten Strukturen keine verwertbaren Ergebnisse liefern.
Bild 6.20: Vergleich der Faserorientierungen an Position 2 der Elektronik-Abdeckung
aus PBT-GF30
0,0
0,1
0,2
0,3
0,4
0,5
0,6
0,7
0,8
0,9
1,0
1,1
0,00 0,65 1,31 1,96 2,62 3,27
Dicke [mm]
T
en
so
rk
o
m
p
o
n
en
te
 a
11
MOLDFLOW
CADMOULD
Messung
0,0
0,1
0,2
0,3
0,4
0,5
0,6
0,7
0,8
0,9
1,0
1,1
0,00 0,31 0,62 0,94 1,25 1,56
Dicke [mm]
T
en
so
rk
o
m
p
o
n
en
te
 a
1
1
MOLDFLOW
CADMOULD
Messung
6. Stoffwerte für die Steifigkeitssimulation                                                                                             86
6.1.6. Fehlerquellen
Bei der experimentellen Bestimmung der Faserorientierungen ist zu erkennen, dass keine
Orientierung von 1, also Unidirektionalität, zu erreichen ist. Dies liegt sowohl an den
nicht ganz in Fließrichtung liegenden Fasern als auch an der schwierigen Probenpräpara-
tion. Selbst bei einem unidirektional orientierten Körper kann mit der zur Verfügung ste-
henden Methode nur eine Tensorkomponente von maximal 0,9 bestimmt werden.
Die Spritzgießsimulationsprogramme können aufgrund der Netzgeometrie nur ebene Pro-
bleme beschreiben. Dies hat zur Folge, dass die Fasern immer in der Schalenebene liegen
müssen. Eine simulierte Orientierung aus der Ebene heraus ist nicht möglich. Ein weiterer
Fehler aller drei Programme ist, dass die Programme von einem symmetrischen Aufbau
der Schichten ausgehen. Simuliert wird nur von einer Randseite bis zur Mittelschicht, die
dann als Spiegelachse benutzt wird. Dies hat zur Folge, dass unterschiedliche Tempera-
tureinflüsse von der Werkzeugwand unberücksichtigt bleiben. Sowohl beim Rohrkörper
als auch bei der Elektronik-Abdeckung wird der Temperaturunterschied durch eine un-
symmetrische Faserorientierung deutlich, da diese Bauteile durch ihre an der Außenseite
größeren Oberflächen dort auch wesentlich leichter abkühlen als in ihrer Innenseite.
MOLDFLOW berechnet bessere Ergebnisse als CADMOULD. Die Ursache liegt wahr-
scheinlich darin, dass CADMOULD bei seinen Berechnungen von Vereinfachungen aus-
geht, die den realen Verarbeitungsprozess nur ungenügend wiederspiegeln. Besonders die
fehlende Berücksichtigung der Faser-Faser-Interaktion (vgl. Kap. 2.1.2.) führt zu Fehlern,
die bei hohen Faserkonzentrationen in der Schmelze zu erheblichen Abweichungen bei
der Bestimmung der Faserausrichtung führen. Dies wird vor allem an den von
CADMOULD überdimensionierten Mittelschichten deutlich.
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6.2. Materialeigenschaften für den ebenen Spannungszustand
Zur Bestimmung der transversal-isotropen Materialkennwerte stehen zwei Möglichkeiten
zur Verfügung. Einerseits ist es möglich, diese Kennwerte mit mikromechanischen Werk-
stoffmodellen zu berechnen, andererseits können die Kennwerte experimentell an einem
UD-Probekörper ermittelt werden.
6.2.1. Der Ansatz nach Halpin-Tsai
Aus den verschiedenen in der Literatur beschriebenen Ansätzen (vgl. Kap. 2.3.1.) wurde
der Ansatz nach Halpin-Tsai zur Beschreibung eines transversal-isotropen glasfaserver-
stärkten Thermoplasten ausgewählt. In der folgenden Tabelle 6.2 werden die Eingangs-
größen und deren Quellen für die beiden untersuchten Materialien PBT-GF30 und PA66-
GF25 dargestellt. Aus diesen Eingangsgrößen werden die transversal-isotropen Kenn-
werte für den ebenen Spannungszustand berechnet.
Kennwerte PBT-GF30 PA66-GF25 Quelle
E-Matrix [MPa] 2700 2698 Zugversuch nach
DIN-EN-ISO 527-1
E-Faser [MPa] 73000 73000 [19]
n12-Matrix 0,35 0,35 [19]
n12-Faser 0,22 0,22 [10]
Faserlänge [mm] 350 350 Aus Bild 6.9 und 6.11
Faserdicke [mm] 10 11 Aus Faserorientierungsmessung
Volumenanteil 0,185 0,132 [19]
Tabelle 6.2: Eingangsgrößen für den Ansatz nach Halpin-Tsai
Anhand der Parameterstudie aus Kapitel 2.3.1. [53, 67] wird deutlich, dass sowohl der
Matrixmodul als auch die Fasergeometrie verschiedene Einflüsse auf die Genauigkeit der
Ergebnisse haben.
Der E-Modul der Matrix wurde experimentell an einem unverstärkten Schulterstab aus
PBT und PA66 ermittelt. Als Material wurde eine dem reinen Matrixmaterial des faser-
verstärkten Thermoplasten (PBT = Ultradur B5400 und PA = Ultramid A3W, Fa. BASF)
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ähnliche Type ausgesucht. Das Matrixmaterial ist im Allgemeinen nicht zugänglich und
die zugefügten Schlichten sowie weitere Additive bleiben unberücksichtigt.
Die vier Kennwerte, berechnet nach Halpin-Tsai (Tabelle 6.3), können nur eine erste Ab-
schätzung der Materialeigenschaften liefern. Die Vereinfachungen, die diesem Ansatz zu
Grunde liegen, wie ideale Faser-Matrix-Haftung, keine Faser-Faser-Interaktionen und
keine gegenseitige Berücksichtigung von Spannungsfeldern, sollten den Verbund zu steif
abbilden.
Kennwerte PBT-GF30 PA66-GF25
E11 [MPa] 12710 9370
E22 [MPa] 4310 3780
G12 [MPa] 1420 1280
n21 0,33 0,33
Tabelle 6.3: Transversal-isotrope Kennwerte für den ebenen Spannungszustand
berechnet nach Halpin-Tsai
Eine Größe, die oft zur Bewertung der Anisotropie herangezogen wird, ist der Orthotro-
piegrad. Er berechnet sich aus dem Verhältnis von E11 zu E22. Ein unidirektional orien-
tierter Probekörper aus PBT-GF30 besitzt nach Halpin-Tsai einen Orthotropiegrad von 3,
einer aus PA66-GF25 einen Orthotropiegrad von 2,5.
6.2.2. Experimentelle Bestimmung
Zur Überprüfung der berechneten Kennwerte wurden die Materialeigenschaften eines
UD-Verbundes experimentell erfasst. Es wurde das gemessene Orientierungsprofil aus
Bild 6.10 (für PBT-GF30) bzw. aus Bild 6.12 (für PA66-GF25) zunächst dazu genutzt,
einen weitgehend homogenen, d.h. unidirektional orientierten Probekörper herzustellen.
Es werden die Schichten mit anderen Orientierungen durch spanendes Bearbeiten entfernt
(Bild 6.21). Man erhält schließlich eine Rohrprobe mit verringerter Wandstärke und weit-
gehend unidirektional orientierten Fasern.
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Bild 6.21: Herstellung eines unidirektional orientierten Probekörpers mit transversal-
isotropem Materialverhalten
Prinzipiell ist davon auszugehen, dass die spanende Bearbeitung der Oberflächen durch
freigelegte Fasern und Rauigkeiten die Festigkeiten der Proben beeinflusst. Der Einfluss
der spanenden Bearbeitung von PA66 wurde in [108] untersucht. Werden danach geeig-
nete Zerspanparameter gewählt, so bleiben diese Einflüsse relativ gering, obwohl die
Oberflächenrauigkeit im Verhältnis zum ursprünglichen Spritzgussbauteil zunimmt. Die
interessanten Deformationen oder Steifigkeiten sind keine Oberflächeneigenschaften,
sondern bestimmen sich aus dem Volumen des Körpers. Sie werden daher von Rauigkei-
ten an der Oberfläche nicht beeinflusst. An den so erhaltenen Probekörpern mit unidirek-
tionaler Orientierung über dem Querschnitt wurden die elastischen und viskoelastischen
Steifigkeitseigenschaften bestimmt. Bei den Ergebnissen darf nicht vernachlässigt wer-
den, dass die UD-Probekörper keine vollständige Unidirektionalität aufweisen, was zu
einem weicheren Werkstoffverhalten als bei vollständiger Unidirektionalität führt.
6.2.3. Elastische Materialeigenschaften
Die elastischen Kennwerte wurden aus Kurzzeitkriechversuchen bestimmt (t=100 s). Die
Ergebnisse (Tabelle 6.4) wurden aus mindestens fünf Versuchen gemittelt. Der Orthotro-
piegrad bestimmt sich danach beim PBT-GF30 zu 3,2.
Kennwert Fehler
E11 [MPa] 10540 +/- 180
E22[MPa] 3300 +/- 100
G12[MPa] 1800 +/- 160
V21 0,38 +/- 0,04
Tabelle 6.4: Elastische Eigenschaften des UD-Rohrkörpers aus PBT-GF30
ursprüngliche
Schichtstruktur            abgedrehter Bereich
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Die elastischen Eigenschaften des UD-Probekörpers aus PA66-GF25 zeigen ähnliche Er-
gebnisse (Tabelle 6.5) wie der UD-Probekörper aus PBT-GF30. Die Kennwerte wurden in
Kurzzeit-Kriechversuchen (t=100 s) bestimmt und aus mindestens fünf Versuchen ge-
mittelt. Der Orthotropiegrad berechnete sich beim PA66-GF25 zu 3,1.
Kennwert Wert Fehler
E11[MPa] 6930 +/- 110
E22[MPa] 2210 +/- 80
G12[MPa] 1240 +/- 50
V21 0,42 +/- 0,09
Tabelle 6.5: Elastische Eigenschaften des UD-Rohrkörpers aus PA66-GF25
Die elastischen Kennwerte der UD-Probekörper aus PBT-GF30 und PA66-GF25 zeigen
deutliche Unterschiede zu den nach Halpin-Tsai berechneten Kennwerten (Bild 6.22).
Bild 6.22: Vergleich der transversal-isotropen Kennwerte
Die E-Moduln in 1- und 2-Richtung werden nach Halpin-Tsai höher bestimmt als die ex-
perimentell ermittelten Kennwerte. Die Annahme von idealer Faser-Matrix-Haftung, die
diesem Ansatz zugrunde liegt, wird durch die Bruchfläche einer Rohrprobe aus PBT-
GF30 (Bild 6.23) widerlegt. Die Bruchfläche zeigt deutlich, dass Fasern aus der Matrix
herausgelöst sind und an den Fasern kein Polymer haften bleibt.
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Bild 6.23: Bruchfläche eines Rohres aus PBT-GF30 mit schlechter Faser-Matrix-Haftung
Der Schubmodul wird beim UD-Körper aus PBT-GF30 höher bestimmt als berechnet und
beim PA66-GF25 ist kein Unterschied zwischen den Kennwerten festzustellen. Die Quer-
kontraktionszahlen zeigen, dass nach Halpin-Tsai das Material eine größere Kompressi-
bilität besitzen sollte als experimentell an den UD-Körpern bestimmt.
In den folgenden Diagrammen (Bild 6.24 bis 6.37) sind die Kriecheigenschaften des UD-
Verbundes aus PBT-GF30 und PA66-GF25 dargestellt. Zur Beschreibung des Kriechver-
haltens wurde Gleichung 4.1 verwendet.
6.2.4. Kriechverhalten des UD-Körpers aus PBT-GF30
Das Kriechverhalten eines UD-Körpers aus PBT-GF30 unter Zugbeanspruchung (Bild
6.24) zeigt bereits bei kurzen Zeiten und kleinen Beanspruchungen ein nichtlineares
Werkstoffverhalten (Bild 6.25). Der Ansatz (Gl. 4.1) beschreibt das Kriechverhalten mit
einem Bestimmtheitsmaß von R2=0,99. Die Ansatzparameter sind in Tabelle 6.6 aufge-
führt.
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Bild 6.24: Kriechverhalten eines UD-Körpers aus PBT-GF30 unter Zugbeanspruchung
k1: 9,49e-5 k2: 1,40e-7 k3: 1,85 k4: 2,07e-1
Tabelle 6.6: Ansatzparameter für Kriechverhalten eines UD-Körpers aus PBT-GF30 un-
ter Zugbeanspruchung
Bild 6.25: Kriechnachgiebigkeit eines UD-Körpers aus PBT-GF30 unter Zugbeanspru-
chung
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Das Scher-Kriechverhalten eines UD-Körpers aus PBT-GF30 (Bild 6.26) lässt sich sehr
gut mit dem Ansatz (Gl. 4.1) beschreiben (R2=0,99, Ansatzparameter in Tabelle 6.7).
Bild 6.26: Kriechverhalten eines UD-Körpers aus PBT-GF30 unter Scherbeanspruchung
Bild 6.27: Kriechnachgiebigkeit eines UD-Körpers aus PBT-GF30 unter Scherbeanspru-
chung
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k1: 2,69e-4 k2: 2,20e-11 k3: 4,83 k4: 2,13e-1
Tabelle 6.7: Ansatzparameter für Kriechverhalten eines UD-Körpers aus PBT-GF30
unter Scherbeanspruchung
Bereits bei kurzen Zeiten und kleinen Beanspruchungen zeigt der UD-Körper nichtlinea-
res Kriechverhalten (Bild 6.27).
Unter Innendruckbelastung ist das Kriechverhalten in 2-Richtung experimentell zugäng-
lich (Bild 6.28). Die Tangentialdehnungen lassen sich mit einem Bestimmtheitsmaß von
0,87 nur ausreichend beschreiben. Die Ansatzparameter sind in Tabelle 6.8 dargestellt.
Die Kriechnachgiebigkeiten zeigen mit zunehmenden Spannungen und steigenden Zeiten
nichtlineares Werkstoffverhalten (Bild 6.29).
Bild 6.28: Kriechverhalten eines UD-Körpers aus PBT-GF30 unter Innendruckbeanspru-
chung
k1: 3,03e-4 k2: 3,07e-6 k3: 2,30 k4: 2,53e-1
Tabelle 6.8: Ansatzparameter für Kriechverhalten eines UD-Körpers aus PBT-GF30
unter Innendruckbeanspruchung
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Bild 6.29: Kriechnachgiebigkeit eines UD-Körpers aus PBT-GF30 unter Innendruckbe-
anspruchung
Bild 6.30: Kriech-Querkontraktionszahl eines UD-Körpers aus PBT-GF30
Die Kriech-Querkontraktionszahl n21 eines UD-Körpers aus PBT-GF30 (Bild 6.30) nimmt
mit zunehmender Zeit zu.
1,0E-04
5,1E-03
1,0E-02
1,5E-02
2,0E-02
2,5E-02
1 10 100 1000 10000 100000 1000000 10000000
Zeit [s]
K
ri
ec
h
n
ac
h
g
ie
b
ig
ke
it
 D
22
  [
M
P
a
-1
]
30 MPa
40 MPa
50 MPa
60 MPa
70 MPa
20 MPa
0,43
0,44
0,44
0,45
0,45
0,46
0,46
0,47
0,47
0,1 1 10 100 1000 10000 100000
Zeit [s]
Q
u
er
ko
n
tr
ak
ti
o
n
sz
ah
l nn
21
Belastungen zwischen 10 und 35 MPa
6. Stoffwerte für die Steifigkeitssimulation                                                                                    96
In folgender Abbildung (Bild 6.31) sind die ermittelten Kriechkurven des UD-Körpers für
PBT-GF30 gegenübergestellt.
Bild 6.31: Vergleich  des Kriechverhaltens eines UD-Probekörpers aus PBT-GF30
Während der Einfluss der Zeit (Bild 6.31 B) in den Richtungen nahezu der gleiche ist
( 2,04 »k ), zeigen die Kriechkurven sehr unterschiedliche Spannungsabhängigkeiten (Bild
6.31 A). Die Kriechdehnung quer zur Faserorientierung ( 3,23 =k ) besitzt eine höhere
Spannungsabhängigkeit als in Faserrichtung ( 85,13 =k ). Die größte Spannungsabhängig-
keit besitzt die Kriechkurve unter Scherbeanspruchung ( 83,43 =k ).
6.2.5. Kriechverhalten des UD-Körpers aus PA66-GF25
Das Kriechverhalten eines UD-Körpers aus PA66-GF25 unter Zugbeanspruchung (Bild
6.32) zeigt bei kurzen Zeiten und kleinen Spannungen nichtlineares Kriechverhalten (Bild
6.33). Das Kriechverhalten lässt sich mit einem Bestimmtheitsmaß von R2=0,94 gut be-
schreiben, die Ansatzparameter sind in Tabelle 6.9 dargestellt.
k1: 1,08e-4 k2: 1,67e-5 k3: 1,19 k4: 9,03e-2
Tabelle 6.9: Ansatzparameter für Kriechverhalten eines UD-Körpers aus PA66-GF25
unter Zugbeanspruchung
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Bild 6.32: Kriechverhalten eines UD-Körpers aus PA66-GF25 unter Zugbeanspruchung
Bild 6.33: Kriechnachgiebigkeit eines UD-Körpers aus PA66-GF25 unter Zugbeanspru-
chung
Unter Scherbeanspruchung zeigt das Kriechverhalten eines UD-Körpers aus PA66-GF25,
dass die Kriechkurven in halblogarithmischer Auftragung mit zunehmenden Spannungen
einen Wendepunkt zeigen (Bild 6.34). Dieses Kriechverhalten kann mit einem Bestimmt-
heitsmaß von R2=0,95 beschrieben werden. Die Kriechparameter zeigt Tabelle 6.10, die
Kriechnachgiebigkeiten sind in Bild 6.35 dargestellt.
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k1: 4,40e-4 k2: 4,73e-7 k3: 1,95 k4: 3,66e-1
Tabelle 6.10: Ansatzparameter für Kriechverhalten eines UD-Körpers aus PA66-GF25
unter Scherbeanspruchung
Bild 6.34: Kriechverhalten eines UD-Körpers aus PA66-GF25 unter Scherbeanspruchung
Bild 6.35: Kriechnachgiebigkeit eines UD-Körpers aus PA66-GF25 unter Scherbean-
spruchung
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Unter Innendruckbelastung lässt sich ein UD-Körper aus PA66-GF25 mit einem Be-
stimmtheitsmaß von R2=0,99 beschreiben (Bild 6.36). Die Ansatzparameter zeigt Tabelle
6.11. Die Kriechnachgiebigkeiten sind in Bild 6.37 dargestellt.
Bild 6.36: Kriechverhalten eines UD-Körpers aus PA66-GF25 unter Innendruckbean-
spruchung
Bild 6.37: Kriechnachgiebigkeit eines UD-Körpers aus PA66-GF25 unter Innendruckbe-
anspruchung
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k1: 1,73e-4 k2: 5,40e-5 k3: 1,50 k4: 7,39e-2
Tabelle 6.11: Ansatzparameter für Kriechverhalten eines UD-Körpers aus PA66-GF25
unter Innendruckbeanspruchung
Bild 6.38: Kriech-Querkontraktionszahl eines UD-Körpers aus PA66-GF25
Die Kriech-Querkontraktionszahl n21 eines UD-Körpers aus PA66-GF25 nimmt mit zu-
nehmender Zeit und steigenden Spannungen zu (Bild 6.38).
Die Kriechgleichungen e11, e22 und e12 sind in der folgenden Abbildung (Bild 6.39) für
den UD-Probekörper aus PA66-GF25 gegenübergestellt.
Die Kriechkurven zeigen unterschiedliche Spannungsabhängigkeiten (Bild 6.39 A). Die
Kriechdehnung quer zur Faserorientierung ( 5,13 =k ) besitzt eine höhere Spannungsab-
hängigkeit als in Faserrichtung ( 2,13 =k ). Die größte Spannungsabhängigkeit besitzt die
Kriechkurve unter Scherbeanspruchung ( 95,13 =k ). Der Einfluss der Zeit (Bild 6.39 B) in
der 1- und 2-Richtung ist nahezu identisch ( 08,04 »k ). Die Kriechkurve unter Scherbean-
spruchung zeigt eine weitaus höhere Zeitabhängigkeit 37,04 =k .
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Bild 6.39: Vergleich des Kriechverhaltens des UD-Probekörpers aus PA66-GF25
6.2.6. Anisotrope Kriechparameter
Die für die anisotrope Kriechsimulation benötigten Spannungsverhältnisse können aus
den Parametern der einzelnen Kriechgleichungen der UD-Probekörper nach Gleichung
6.2 und 6.3 (vgl. Kap. 5.2.2; Gl. 5.28 und Gl. 5.29) für t = 106 Sekunden und 40 MPa be-
rechnet werden. Die einzelnen Kriechparameter sind zusammenfassend in Tabelle 6.12
aufgelistet.
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PBT-GF30 PA66-GF25
k2 k3 k4 k2 k3 k4
creep
11e 1,40e-7 1,85 2,07e-1 1,67e-5 1,19 9,03e-2
creep
22e 3,07e-6 2,30 2,53e-1 5,40e-5 1,50 7,39e-2
creep
12e 2,20e-11 4,83 2,13e-1 4,73e-7 1,95 3,66e-1
Tabelle 6.12: Ansatzparameter für die verschiedenen Kriechgleichungen der UD-Körper
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Die Spannungsverhältnisse für das PBT-GF30 berechnen sich zu:
R11 = 1
R22 = R33 = 0,16
R12 = R13 = R23 = 0,77
Die Spannungsverhältnisse für das PA66-GF25 berechnen sich zu:
R11 = 1
R22 = R33 = 0,33
R12 = R13 = R23 = 0,65
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7. Ergebnisse der Simulationsrechnungen
7.1. Elementgeometrien
Dreieckselemente können in einer FEM-Simulation das reale Werkstoffverhalten zu steif
abbilden [65, 94]. Da Spritzgießsimulationsprogramme nur Dreieckselemente zulassen,
stehen für die Steifigkeitssimulation zwei Möglichkeiten zur Wahl:
· Man übernimmt die Dreieckselemente aus der Füllsimulation in die FEM-
Steifigkeitsanalyse, muss aber damit rechnen, dass das reale Verhalten zu steif simu-
liert wird.
· Man wandelt die Dreieckselemente in Viereckselemente um. Dabei gehen allerdings
Informationen über die Faserorientierungen verloren, weil eine genaue Zuordnung der
Elemente nicht möglich ist. Man kann zwar das Modell aus Vierecken sehr fein reali-
sieren, es muss aber berücksichtigt werden, dass damit gleichzeitig die Rechenzeit er-
heblich ansteigt. Eine Faustregel besagt, dass eine Verdoppelung der Elementanzahl
die Rechenzeit vervierfacht.
Um den Unterschied zwischen den verschiedenen Strukturen untersuchen zu können,
wurden Vergleichsmodelle aus Dreieckselementen und aus Viereckselementen erstellt
(Bild 7.1).
Bild 7.1: Dehnbereich der Simulation mit Dreiecks- und Viereckselementen
In diesen Modellen definieren 18 Knoten den Umfang des Dehnbereichs. Das Dreiecks-
modell besteht aus 444 Dreieckselementen und 240 Knoten, das Vierecksmodell besteht
aus 180 Viereckselementen und 198 Knoten. Es wurde darauf geachtet, dass die Viereck-
selemente annähernd die gleiche Kantenlänge besitzen wie die Dreieckselemente.
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Bild 7.2: Vergleich zwischen Dreieck- und Viereckstruktur
Durch die Variation der Elementstruktur kommt es während der Simulation nur zu ver-
nachlässigbar geringen Änderungen. Aus Bild 7.2 wird deutlich, dass die Modelle aus der
Füllsimulation übernommen werden können.
7.2. Schichtenanzahl
Die Faserorientierungen können für verschiedene Schichtenanzahlen berechnet werden. Je
weniger Schichten berechnet werden, desto schneller verläuft die Rechnung. Wenn mit zu
wenigen Schichten simuliert wird, kann es vorkommen, dass die tatsächlichen Schichten
in den Bauteilen in ihren Dicken falsch wiedergegeben werden. An dem oben dargestell-
ten Dreiecksnetz (Bild 7.1) wurde mit 10, 20 und 40 Schichten die Faserorientierung si-
muliert und anschließend der E-Modul berechnet. Wird mit 10 Schichten simuliert, be-
trägt der Fehler der Simulation ca. -15%, während der Fehler bei 20 und 40 Schichten nur
-9% beträgt (Bild 7.3). Bei der Simulation mit 10 Schichten wird die quer liegende Mit-
telschicht überdimensioniert, was zu einer zu weichen Abbildung des Verbundes führt.
Mit der 40 Schichten-Simulation kann keine weitere Verbesserung erreicht werden, da die
Mittelschicht bereits mit 20 Schichten gut dargestellt wird.
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Bild 7.3: Variation der Schichtenanzahl eines Rohres aus PBT-GF30
7.3. Netze und Randbedingungen
Beim Rohrkörper und Schulterstab wurden nur die Mittelbereiche simuliert, die Elektro-
nik-Abdeckung wurde vollständig übernommen. Die Modelle mit den entsprechenden
Randbedingungen und anliegenden Kräften zeigen Bild 7.4 bis Bild 7.6. Bei den Randbe-
dingungen sind alle translatorischen Freiheitsgrade (X, Y, Z) festgehalten.
Bild 7.4: Rohrkörper mit Randbedingungen und anliegenden Kräftevektoren
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Bild 7.5: Schulterstab mit Randbedingungen und anliegenden Kräftevektoren
Bild 7.6: Elektronik-Abdeckung mit Randbedingungen und anliegenden Kräftevektoren
7.4. Elastisches Verhalten
Es wurde das elastische Steifigkeitsverhalten des Rohrkörpers aus PBT-GF30 und PA66-
GF25 unter axialer Zugbeanspruchung simuliert (Bild 7.7). Die Faserorientierungen wur-
den aus dem Spritzgießsimulationsprogramm MOLDFLOW implementiert, da dieses die
Faserorientierung verlässlich darstellen konnte (vgl. Kap. 6.1.).
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Bild 7.7: Elastizitätsmoduln E11 des Rohrkörpers aus PBT-GF30 und PA66-GF25
Mit den experimentell bestimmten UD-Kennwerten können die Steifigkeiten des Rohr-
körpers aus PBT-GF30 mit einem Fehler von –6% simuliert werden. Mit den Halpin-Tsai-
Stoffwerten wird das Verhalten mit einem Fehler von +12% simuliert. Mit den imple-
mentierten Halpin-Tsai-Stoffwerten wird der Verbund zu steif simuliert, was durch die
vereinfachenden Annahmen des Ansatzes zu erwarten war. Die besseren Ergebnisse wer-
den von den Simulationen mit den UD-Stoffwerten erreicht. Die Steifigkeitssimulationen
des Rohrkörpers aus PA66-GF25 zeigen äquivalente Ergebnisse zum PBT-GF30. Die
UD-Stoffwerte bilden den Verbund zu weich ( -5% Fehler) und die Stoffwerte nach Hal-
pin-Tsai den Verbund zu steif ( +16% Fehler) ab.
Der Rohrkörper wurde auch unter Torsionsbelastung simuliert und daraus der Schubmo-
dul G12 bestimmt (Bild 7.8). Bei den Ergebnissen des Rohres aus PBT-GF30 liefern die
UD-Stoffwerte die besseren Simulationsergebnisse mit einem Fehler von -2%. Mit dem
Ansatz nach Halpin-Tsai wird das Verhalten mit einem Fehler von -16 % zu weich simu-
liert. Beim Rohrkörper aus PA66-GF25 unter Torsionsbelastung kann das Ergebnis des
Rohrkörpers aus PBT-GF30 nicht bestätigt werden. Der Ansatz nach Halpin-Tsai liefert
hier die besseren Ergebnisse.
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Bild 7.8: Schubmoduln G12 der Rohrkörper aus PBT-GF30 und PA66-GF25
Die Simulationen des E-Moduls eines Schulterstabes aus PBT-GF30 und PA66-GF25
(Bild 7.9) wurden ebenfalls mit der Faserorientierung aus MOLDFLOW durchgeführt, da
die Orientierungen mit diesem Spritzgießsimulationsprogramm am besten dargestellt
werden konnten.
Bild 7.9: Elastizitätsmoduln E11 der Schulterstäbe aus PBT-GF30 und PA66-GF25
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Beim Schulterstab aus PBT-GF30 können mit den UD-Stoffwerten die Simulationen ge-
nauere Ergebnisse liefern. Beim PA66-GF25 wird der Verbund mit den UD-Stoffwerten
um 15% zu weich abgebildet und mit den Halpin-Tsai-Stoffwerten um 16% zu steif.
Das am Rohrkörper und Schulterstab entwickelte Simulationsverfahren wird auf die
Elektronik-Abdeckung angewendet, indem die Deformation der rechten Befestigungsla-
sche mit einer Punktbelastung zwischen 30 N und 90 N am Befestigungsloch simuliert
wird. Aufgetragen ist die mittlere Nachgiebigkeit (Absenkung pro Kraft) der Lasche (Bild
7.10). Mit den UD-Stoffwerten kann sowohl beim PBT-GF30 als auch beim PA66-GF25
eine genauere Simulation als mit den Halpin-Tsai Stoffwerten durchgeführt werden.
Bild 7.10: Steifigkeit der Elektronik-Abdeckung aus PBT-GF30 und PA66-GF25
Bei den vorgestellten Simulationen (Bilder 7.7 bis 7.10) können beim PBT-GF30 mit den
UD-Kennwerten die Abweichungen zu den Messwerten vermindert werden. Beim PA66-
GF25 liegen beide Simulationsvarianten nahe beieinander und es kann mit den UD-
Stoffwerten beim Rohrkörper und Schulterstab keine Verbesserung erreicht werden. Ein
Grund hierfür liegt in der äußerst schwierigen Probenpräparation und der daraus resultie-
renden Genauigkeit der Stoffwerte. PA66 ist sehr hygroskopisch, somit ist eine gleich-
bleibende Probenkonditionierung der PA-Prüfkörper während der Prüfungen äußerst
schwierig.
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7.5. Kriechverhalten
Das Kriechverhalten wird mit den beiden in Kapitel 5.2 vorgestellten Simulationsvarian-
ten (isotrope und anisotrope Simulation) durchgeführt. Die isotropen Berechnungen wer-
den mit dem Kriechansatz des UD-Körpers in 1-Richtung ( UD11e ) durchgeführt, wohinge-
gen die Berechnungen mit Berücksichtigung der Anisotropie mit den Faserorientierungen
aus dem Spritzgießsimulationsprogramm MOLDFLOW durchgeführt werden.
7.5.1. Rohrkörper unter axialer Zugbeanspruchung
Das Kriechverhalten des Rohrkörpers aus PBT-GF30 unter axialer Zugbeanspruchung
konnte nur schlecht simuliert werden (Bild 7.11).
Bild 7.11: Simulation des Kriechverhaltens des Rohrkörpers aus PBT-GF30 unter Zugbe-
anspruchung
Die isotrope Simulation bildet den Verbund zu weich ab. Dies wird durch die anisotrope
Simulation und die daraus resultierende Berücksichtigung der quer orientierten Mittel-
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schicht des Rohres noch weiter verstärkt. Die Abweichung der Simulation vom experi-
mentellen Kriechverlauf beträgt bei 106 Sekunden für die isotrope Simulation durch-
schnittlich 54% und wird bei der anisotropen Simulation auf 78% erhöht.
Zugbelastung [MPa] 40 50 60
Abweichung isotrope Simulation [%] 90 60 12
Abweichung anisotrope Simulation [%] 120 90 25
Tabelle 7.1: Simulationsabweichung des Rohres aus PBT-GF30 unter Zugbeanspruchung
Das Kriechverhalten des Rohrkörpers aus PA66-GF25 unter axialer Zugbeanspruchung
(Bild 7.12) kann befriedigend wiedergegeben werden. Zwar wird die Abweichung mit der
anisotropen Simulation im Bezug zur isotropen Simulation von 35% auf 10% reduziert,
die Kurvenform kann aber nur schlecht wiedergegeben werden. Die Abweichungen sind
in Tabelle 7.2 dargestellt.
Bild 7.12: Simulation des Kriechverhaltens des Rohrkörpers aus PA66-GF25 unter Zug-
beanspruchung
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Zugbelastung [MPa] 40 50 60
Abweichung isotrope Simulation [%] 33 33 40
Abweichung anisotrope Simulation [%] 7 6 16
Tabelle 7.2: Simulationsabweichung des Rohres aus PA66-GF25 unter Zugbeanspru-
chung
7.5.2. Rohrkörper unter Scherbeanspruchung
Die Simulation des Kriechverhaltens des Rohrkörpers aus PBT-GF30 unter Scherbean-
spruchung (Bild 7.13) liefert befriedigende Ergebnisse. Die isotrope Simulation stellt das
Kriechverhalten mit durchschnittlich 60% Abweichung dar. Diese kann bei der anisotro-
pen Simulation auf 17% minimiert werden (Tabelle 7.3).
Bild 7.13: Simulation des Kriechverhaltens des Rohrkörpers aus PBT-GF30 unter Scher-
beanspruchung
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Zugbelastung [MPa] 11,5 17,3 23,1
Abweichung isotrope Simulation [%] 66 53 60
Abweichung anisotrope Simulation [%] 23 4 23
Tabelle 7.3: Simulationsabweichung des Rohres aus PBT-GF30 unter Scherbeanspru-
chung
Die Torsionsversuche am Rohrkörper aus PA66-GF25 sind in Bild 7.14 dargestellt. Mit
der anisotropen Simulation kann die Abweichung zum Messwert von durchschnittlich
65% bei der isotropen Rechnung auf 16% reduziert werden (Tabelle 7.4). Allerdings lässt
sich die Kurvenform nur bedingt wiedergeben, da der implementierte Kriechansatz nur
stetig steigende Kurven ohne Wendepunkte darstellen kann.
Bild 7.14: Simulation des Kriechverhaltens des Rohrkörpers aus PA66-GF25 unter Scher-
beanspruchung
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Zugbelastung [MPa] 11,5 17,3 23,1
Abweichung isotrope Simulation [%] 58 70 68
Abweichung anisotrope Simulation [%] 2 24 23
Tabelle 7.4: Simulationsabweichung des Rohres aus PA66-GF25 unter Scherbeanspru-
chung
7.5.3. Schulterstab unter Zugbeanspruchung
Mit der anisotropen Simulation des Schulterstabs aus PBT-GF30 (Bild 7.15) kann das
Kriechverhalten ausgezeichnet wiedergegeben werden (durchschnittliche Abweichung
von 5%). Die einzelnen Abweichungen zeigt Tabelle 7.5. Diese im Gegensatz zum Rohr
sehr genauen Simulationsergebnisse lassen sich auf die guten Simulationen der Faserori-
entierungen zurückführen. Neben den experimentellen Fehlern an den UD-Körpern und
der Simulationsungenauigkeit in ABAQUS ist die richtige Erfassung der Faserorientie-
rung ausschlaggebend für die Übereinstimmung von Simulation und Experiment.
Bild 7.15: Simulation des Kriechverhaltens des Schulterstabes aus PBT-GF30
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Zugbelastung [MPa] 20 30 40
Abweichung isotrope Simulation [%] 52 32 25
Abweichung anisotrope Simulation [%] 8 4 3
Tabelle 7.5: Simulationsabweichung des Kriechverhaltens des Schulterstabes aus PBT-
GF30
Die Simulation am Schulterstab aus PA66-GF25 (Bild 7.16) zeigt gleichwertige Ergebnis-
se zum Schulterstab aus PBT-GF30. Mit der anisotropen Variante lassen sich die Kriech-
kurven mit geringen Abweichungen simulieren, was sich wiederum auf die genauen Fa-
serorientierungssimulationen mit MOLDFLOW zurückführen lässt. Die Abweichung der
anisotropen Simulation beträgt durchschnittlich 2%. Die einzelnen Abweichungen zeigt
Tabelle 7.6.
Bild 7.16: Simulation des Kriechverhaltens des Schulterstabes aus PA66-GF25
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Zugbelastung [MPa] 20 30 40
Abweichung isotrope Simulation [%] 15 18 17
Abweichung anisotrope Simulation [%] 2 2 2
Tabelle 7.6: Simulationsabweichung des Kriechverhaltens des Schulterstabes aus
PA66-GF25
7.5.4. Elektronik-Abdeckung
Die Faserorientierungen der Elektronik-Abdeckung aus PBT-GF30 (Bild 6.20) zeigen im
Gegensatz zum Schulterstab eine ausgeprägte Umorientierung der Fasern im Mittelbe-
reich. Dies kann nur durch eine anisotrope Kriechsimulation berücksichtigt werden. Die
Simulationen liefern allerdings keine befriedigenden Ergebnisse (Bild 7.17). Bei der
isotropen Simulation mit 50 N Belastung beträgt die Abweichung 85%. Diese kann zwar
erheblich reduziert werden, beträgt aber bei der anisotropen Simulation immer noch 35%.
Gleiches gilt auch für die Simulationen mit 35 N Belastung. Die Abweichung der isotro-
pen Berechnung kann hier von 85% auf 45% reduziert werden (Tabelle 7.7).
Bild 7.17: Simulation des Kriechverhaltens der Elektronik-Abdeckung aus PBT-GF30
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85 N
Belastung [N] 35 50
Abweichung isotrope Simulation [%] 85 85
Abweichung anisotrope Simulation [%] 45 35
Tabelle 7.7: Simulationsabweichung des Kriechverhaltens der Elektronik-Abdeckung aus
PBT-GF30
Auch bei der Elektronik-Abdeckung aus PA66-GF25 kann das Kriechverhalten nicht zu-
friedenstellend dargestellt werden (Bild 7.18). Bei der Simulation mit 80 N Belastung
kann das Kriechverhalten mit bestens 35% Abweichung simuliert werden, bei 50 N Bela-
stung mit 33%.
Bild 7.18: Simulation des Kriechverhaltens der Elektronik-Abdeckung aus PA66-GF25
Belastung [N] 50 80
Abweichung isotrope Simulation [%] 72 76
Abweichung anisotrope Simulation [%] 33 35
Tabelle 7.8: Simulationsabweichung des Kriechverhaltens der Elektronik-Abdeckung  aus
PA66-GF25
0 N
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7.6. Diskussion und Bewertung der Simulationsergebnisse
Haupteinflussgröße für die Genauigkeit der Steifigkeitssimulation ist die Genauigkeit der
Faserorientierung. Die Faserorientierungen können teilweise nur mit großen Abweichun-
gen simuliert werden (vgl. Kap. 6.1.). Da die vollständige experimentelle Bestimmung der
Faserorientierung zeitlich zu aufwendig ist, muss der Stoffwert der Faserorientierung aus
der Spritzgießsimulation übernommen werden.
Bei den Simulationen des elastischen Materialverhaltens konnte das Ziel geringer Abwei-
chungen zwischen Experiment und Simulation erreicht werden.
Aufgrund des großen Einflusses der transversal-isotropen Kennwerte auf das Ergebnis der
Simulationen des elastischen Verhaltens und der festgestellten Abweichungen zwischen
experimentell und nach Halpin-Tsai berechneten Kennwerten sollten die Eingangsgrößen
experimentell bestimmt werden. Im Vergleich zu dem hohen experimentellen Aufwand,
der den UD-Stoffwerten zugrunde liegt, erscheint die Verwendung des Ansatzes nach
Halpin-Tsai die geeignete Vorgehensweise. Allerdings benötigt der Ansatz nach Halpin-
Tsai die Kennwerte der Matrix und des Füllstoffs. Aus Datenbanken können nur grobe
Abschätzungen dieser Eigenschaften entnommen werden. Aus diesem Grund müssen sie
experimentell bestimmt werden, so dass auch die Berechnungen nach Halpin-Tsai auf-
wendig sind.
Bei den Simulationen des Kriechverhaltens sind die mechanischen Stoffwerte nur expe-
rimentell zugänglich. Die Ergebnisse zeigen, dass mit Berücksichtigung der Faserorientie-
rung zwar bessere Simulationsergebnisse erreicht werden können. Für praktische Zwecke
sind die Abweichungen von 10% bis 40% aber noch zu groß. Ein weiterer Grund für die
von den experimentellen Ergebnissen stark abweichenden Simulationsergebnisse besteht
in folgender Schwäche des Simulationsverfahrens: Die Berücksichtigung der Faserorien-
tierung kann nur über eine anisotrope Vergleichsspannung (Hill-Potential) stattfinden.
Eine direkte Eingabe der richtungsabhängigen Kriechfunktionen ist in ABAQUS nicht
möglich. Das Hill-Potential in Verbindung mit den vereinfachten Modellgeometrien
(Schalenmodell) kann die Spannungsverteilungen in den Bauteilen nur unzureichend be-
schreiben.
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8. Zusammenfassung
Die Dimensionierung von Spritzgussbauteilen aus kurzfaserverstärkten Thermoplasten ist
aufgrund von Anisotropieeffekten und wegen der nichtlinearen viskoelastischen Defor-
mationseigenschaften mit erheblichen Unsicherheiten behaftet. Dies führt in den meisten
Fällen zu überdimensionierten Bauteilen, oder – im selteneren aber ungünstigeren Fall –
zu Nachbesserungen am Spritzgießwerkzeug.
Ziel dieser Arbeit war es, durch Untersuchungen das mechanische Verhalten von kurzfa-
serverstärkten Thermoplasten zu bestimmen und eine Bauteilauslegung mit geringerem
Aufwand und größerer Zuverlässigkeit zu ermöglichen.
Die Literaturübersicht zeigt, dass bereits mehrere Autoren Verfahren entwickelten, die
durch die Fasern hervorgerufenen Anisotropien bei Steifigkeitssimulationen zu berück-
sichtigen. Deren Berechnungen wurden mit der Finite-Elemente-Methode (FEM) durch-
geführt. Die Grundidee der Simulationen bildet die Annahme, dass in einem finiten Ele-
ment alle Fasern in eine Richtung orientiert sind. Für eine Simulation werden demnach
zwei Stoffwerte benötigt, um das Werkstoffverhalten eines einzelnen Elementes beschrei-
ben zu können. Dies ist zum einen die Faserorientierung und zum anderen sind es die me-
chanischen Eigenschaften eines unidirektional orientierten Kurzfaserverbundes (UD-
Verbund). Die in der Literatur beschriebenen Simulationen basieren ausschließlich auf
theoretisch ermittelten Stoffwerten. Eine Überprüfung des Einflusses der einzelnen
Stoffwerte auf die Ergebnisse der rechnerischen Bauteilauslegung wird hierbei nicht vor-
genommen.
Für die rechnerische Bauteilauslegung wurde in dieser Arbeit ebenfalls die Finite-
Elemente-Methode verwendet. Nachdem untersucht wurde, welche Möglichkeiten kom-
merzielle Berechnungsprogramme nach der FEM zur Verfügung stellen, die durch die Fa-
sern hervorgerufenen Anisotropien bei der Steifigkeitssimulation zu berücksichtigen,
wurde das Programm ABAQUS für die weiteren Berechnungen ausgewählt. Dabei fanden
sowohl rechnerisch als auch experimentell ermittelte Stoffwerte Verwendung.
Als Bauteile wurden ein Rohrkörper, ein Schulterstab und eine Elektronik-Abdeckung aus
den Materialien Polybutylenterephthalat mit 30 Gew.% Glasfasern (PBT-GF30) und Po-
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lyamid 6.6 mit 25 Gew.% Glasfasern (PA66-GF25) ausgewählt und deren Deformations-
verhalten simuliert sowie experimentell ermittelten Ergebnissen gegenübergestellt.
Es wurden an diesen Bauteilen zunächst die elastischen Eigenschaften experimentell be-
stimmt. Durch Zugabe von 30 Gew.% Glasfasern kann im Vergleich zu unverstärktem
PBT eine Steigerung des E-Moduls um den Faktor 3 erreicht werden. Beim PA66 erhöht
sich der E-Modul durch Zugabe von 25 Gew.% Glasfasern um den Faktor 2,5.
Weiterhin wurde das Kriechverhalten der Probekörper ermittelt. Bereits bei kleinen Span-
nungen und kurzen Zeiten stellt sich ein ausgeprägtes nichtlineares Werkstoffverhalten
ein. Zur Beschreibung dieser Kriechdaten wurde ein einfacher empirischer Ansatz mit
vier Parametern ausgewählt, der auf einer von Findley benutzen Potenzfunktion basiert.
Die experimentellen Ergebnisse können mit dem verwendeten Ansatz gut beschrieben
werden. Die Kriechnachgiebigkeiten lassen sich, ähnlich dem Zeit-Temperatur-
Verschiebungsprinzip, auf eine Masterkurve verschieben (Zeit-Spannungs-Verschieb-
ungsprinzip).
Einer der für die Bauteilauslegung benötigten Stoffwerte ist die Faserorientierung. Diese
wurde für die zu untersuchenden Bauteile sowohl experimentell als auch mit Spritzgieß-
simulationsprogrammen bestimmt, die Ergebnisse wurden anschließend verglichen. Die
Orientierungen wurden mit den Simulationsprogrammen MOLDFLOW, CADMOULD
und C-MOLD berechnet. MOLDFLOW liefert besser mit dem Experiment übereinstim-
mende Ergebnisse als CADMOULD oder C-MOLD. Beim Schulterstab konnten die Fa-
serorientierungen von MOLDFLOW mit ausreichender Genauigkeit bestimmt werden.
Bei dem Rohrkörper und der Elektronik-Abdeckung, das heißt bei komplizierteren Bau-
teilen, liefert die Simulation dagegen nur eine sehr ungenaue Abschätzung der Faserori-
entierung. Eine vollständige Beschreibung der Faserorientierungen mit Hilfe von Schliff-
bildern ist nicht durchführbar, da der zeitliche Aufwand zu hoch ist.
Die mechanischen Kennwerte (elastische und viskoelastische Eigenschaften) eines UD-
Verbundes kennzeichnen einen weiteren Stoffwert für die Bauteilauslegung. Diese
Kennwerte können unter Zuhilfenahme mikromechanischer Werkstoffmodelle berechnet
werden. Für die weiteren Untersuchungen wurde das Modell nach Halpin und Tsai aus-
gewählt, da es in der Literatur oft Verwendung findet und damit alle nötigen Kennwerte
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zur Beschreibung eines UD-Verbundes berechnet werden können. Die vereinfachten An-
nahmen, die diesem Modell zugrunde liegen, führen aber in der Regel zu einer zu steifen
Abbildung des Verbundes. Bei Halpin-Tsai wird von idealer Faser-Matrix-Haftung aus-
gegangen, Faser-Faser-Interaktionen und gegenseitige Beeinflussung der Spannungsfelder
der einzelnen Fasern werden nicht berücksichtigt. Die Bestimmung der Eingangsgrößen
für die Berechnung erweist sich als sehr schwierig, da meist nur eine grobe Abschätzung
der mechanischen Eigenschaften von Matrix und Fasern möglich ist.
Zur Überprüfung der berechneten Kennwerte nach Halpin-Tsai wurden die Materialeigen-
schaften eines UD-Verbundes experimentell bestimmt. Hierzu wurde ein Rohrkörper mit
unidirektional orientierten Kurzfasern hergestellt. Beim Einspritzvorgang in die Kavität
ergibt sich, bedingt durch das Geschwindigkeitsprofil der Schmelze, eine charakteristi-
sche Faserorientierung. Ein Spritzgusskörper besteht aus drei Schichten: zwei äußere
Schichten, bei denen die Fasern in Fließrichtung liegen und eine quer orientierte Mittel-
schicht. Um zu den UD-Kennwerten zu gelangen, wurden an einem gespritzten Rohrkör-
per die Schichten mit anderen Orientierungen durch spanendes Bearbeiten entfernt. Das
mechanische Materialverhalten wurde mit einer Prüfeinrichtung untersucht, die Belastun-
gen in Axialrichtung, Torsion und Innendruck ermöglicht. Somit sind alle zur Beschrei-
bung eines UD-Verbundes notwendigen Kennwerte experimentell zugänglich.
Die elastischen Kennwerte der UD-Probekörper zeigen deutliche Unterschiede zu den
nach Halpin-Tsai berechneten Kennwerten. Die E-Moduln in Faserrichtung und quer zur
Faserrichtung werden nach Halpin-Tsai höher bestimmt als die experimentell ermittelten
Kennwerte. Grund hierfür ist die Annahme von idealer Faser-Matrix-Haftung, die in ei-
nem realen Verbund nicht gegeben ist. An den unidirektional orientierten Probekörpern
wurden auch die richtungsabhängigen Kriecheigenschaften bestimmt. Hier zeigt sich in
Faserrichtung eine weitaus geringere Kriechneigung als quer zur Faserrichtung.
Die Simulationsrechnungen wurden mit den Faserorientierungen aus Spritzgießsimula-
tionsprogrammen durchgeführt. So konnte die Netzstruktur aus der Füllsimulation über-
nommen werden. Die Simulationen des elastischen Materialverhaltens wurden sowohl mit
experimentell bestimmten Werten als auch mit den nach Halpin-Tsai bestimmten Stoff-
werten durchgeführt. Bei den Kriechsimulationen wurden die richtungsabhängigen
Kriechfunktionen des UD-Verbundes implementiert.
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Die Ergebnisse zeigen, dass es möglich ist, die anisotropen Elastizitätseigenschaften in
kurzfaserverstärkten Thermoplastverbunden befriedigend zu simulieren. Sowohl beim
Rohrkörper als auch beim Schulterstab konnte das elastische Verhalten mit Abweichun-
gen kleiner als 20% simuliert werden. Es zeigte sich, dass bei Verwendung experimentell
bestimmter UD-Stoffwerte die Abweichungen kleiner als 10% sind. Das am Rohrkörper
und Schulterstab entwickelte Simulationsmodell wurde auf ein Praxisbauteil übertragen.
Die Abweichung der Simulationen lag hier bei 25%, wenn die experimentellen UD-
Kennwerte benutzt werden. Ein Grund für die im Vergleich zum Rohr oder Schulterstab
höhere Abweichung liegt in der vereinfachten Modellgeometrie (Schalenmodell) und der
daraus resultierenden zweidimensionalen Faserorientierung.
Die Simulation des Kriechverhaltens erfolgte auf zwei unterschiedliche Arten. Zum einen
wurde eine isotrope Simulation durchgeführt, bei der die Faserorientierungen nicht be-
rücksichtigt wurden. Zum anderen fand eine anisotrope Berechnung statt. ABAQUS sieht
eine direkte Eingabe von richtungsabhängigen Kriechfunktionen nicht vor. Das an-
isotrope Kriechen wird in der Weise definiert, dass mit einer anisotropen Vergleichsspan-
nung nach dem Hill-Potential gerechnet wird. Dieses Hill-Potential berechnet sich aus den
richtungsabhängigen Kriechkurven in und quer zur Faserrichtung und dem Kriechverhal-
ten unter Scherung. Bei den Simulationen konnten die Bauteile mit der anisotropen Be-
rechnungsvariante besser beschrieben werden als mit der isotropen. Die Abweichungen
der Berechnungen lagen zwischen 2% und 55%. Diese festgestellten Abweichungen zwi-
schen simulierten und experimentellen Kriechverformungen lassen sich zum einen wie
bei der elastischen Simulation auf die ungenauen Faserorientierungen zurückführen. Eine
weitere Fehlerquelle liegt darin, dass bei der Berücksichtigung der Anisotropie durch das
Hill-Potential die verwendete Vergleichsspannung den im kurzfaserverstärkten Verbund
herrschenden ebenen Spannungszustand nur ungenau wiedergeben kann. Obwohl deshalb
eine exakte Beschreibung des Kriechverhaltens nicht möglich ist, liefert das entwickelte
Verfahren doch eine praktisch brauchbare Abschätzung der Kriecheigenschaften der Ver-
bundwerkstoffe.
Insgesamt führen die Ergebnisse dieser Arbeit zu folgenden Schlussfolgerungen:
Die aus 2 ½ D-Simulationen stammenden Faserorientierungsdaten gelten für eine im
Raum definierte Fläche, der über die einzelnen finiten Elemente eine entsprechende Dicke
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zugeordnet ist. Die Dicke der Schalenelemente wird in verschiedene Schichten unterteilt,
wobei für jede Schicht eine Orientierung berechnet wird. An Stellen, wo Sprünge in der
Wanddicke berücksichtigt werden müssen, ist es nicht möglich, die Lage der Fasern
wirklichkeitsgetreu zu simulieren. Die Zuverlässigkeit der Faserorientierungsdaten aus
2 ½ D-Simulationen ist deshalb nicht befriedigend.
Die experimentelle Ermittlung der Orientierungsverteilung ist für technisch relevante
Fälle nicht möglich, da der Aufwand zu hoch ist. Aus diesem Grund muss mit vorhande-
nen Simulationsprogrammen, von denen MOLDFLOW am besten erscheint, gerechnet
werden.
Derzeit wird daran gearbeitet, Füllsimulationsprogramme zu entwickeln, die eine dreidi-
mensionale Faserorientierungsverteilung berechnen können [109, 110]. Damit sollte eine
genauere Abbildung der Faserorientierung möglich sein. Mit einer genaueren Vorgabe
dreidimensionaler Faserorientierungen sollte die Simulation der Steifigkeiten mit einem
Volumenmodell, welches die Spannungszustände im Bauteil besser wiedergibt, zu prak-
tisch ausreichend genauen Ergebnisse führen.
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10. Anhang
10.1. Symbole
A [mm2] Fläche
A, B, C [-] Carreau-Konstanten
a [-] Koeffizient der Orientierungsmatrix
a [mm] Ellipsenhauptachse
as [-] Verschiebungsfaktor
a, b, c, d, e [-] Kriechkonstanten
b [mm] Breite
b [mm] Ellipsennebenachse
C [MPa] Koeffizient der Steifigkeitsmatrix
cF [-] Faservolumenanteil
D [MPa-1] Kriechnachgiebigkeit unter Axialbeanspruchung
d [mm] Faserdicke
d [mm] Dicke
di [mm] Rohrinnendurchmesser
da [mm] Rohraußendurchmesser
E [MPa] Elastizitätsmodul
F [N] Kraft
F, G, H, L, M, N [-] Hill-Parameter
G [MPa] Schubmodul
h [-] Richtungstensor
h [mm] Höhe
J [MPa-1] Kriechnachgiebigkeit unter Scherbeanspruchung
k [-] Kriechkonstanten
l [mm] Faserlänge
M [Nm] Moment
MR [-] Kennwerteverhältnis
P [-] Vektor, Vektorkomponente
p [MPa] Druck
p [MPa] Elastischer Kennwert des Verbundes
pi [MPa] Innendruck
R [-] Spannungsverhältnis
R2 [-] Bestimmtheitsmaß
T [°C] Temperatur
t [s] Zeit
t [mm] Tiefe
U [-] Invariante
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u [mm] Absenkung
v [cm3/g] spezifisches Volumen
g [%] Schubverzerrung
g& [s-1] Schergeschwindigkeit
D [-] Fehler des Mittelwertes
95% Signifikanz ÷
ø
ö
ç
è
æ
n
S2
e [%] Dehnung
eF [%] Fließgrenze
h [MPa s] Viskosität
Q [°] Winkel der Faserachse zur Normalen der Schnit-
tebene
n [-] Querkontraktionszahl
x [-] Formfaktor
s [MPa] Normalspannung
Vs [MPa] Vergleichsspannung nach Hill
t [MPa] Schubspannung
F [°] Winkel der Ellipsenhauptachse zu einer definierten
Richtung in der Schnittebene
Indizes
0 Konstante
1, 2, ..., 6 Richtungsangabe
creep Kriechanteil
F Faser
i, j Richtungsangabe
M Matrix
Dreieckselement
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Abkürzungen
Anz.-Anteil Anzahlgewichtete Faserlänge
DMS Dehnungsmess-Streifen
FEM Finite-Elemente-Methoden
GFxx xx Gew.% Glasfaser
HT Halpin-Tsai
PBT Polybutylenterephthalat
PA Polyamid
DU Unidirektional verstärktes Werkstoffelement
Vol.-Anteil Volumengewichtete Faserlänge
10.2. Berechnung der transversal-isotropen Kennwerte nach Halpin-Tsai
· Elastizitätsmodul in Faserrichtung E11:
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· Elastizitätsmodul quer zur Faserrichtung E22:
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· Schubmodul in der 1-2-Ebene G12:
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· Querkontraktionszahl in der 1-2-Ebene n21:
( )FmFf cc -+= 121 nnn (Gl. 10.4)
· Schubmodul in der 2-3-Ebene G23:
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10.3. Inputfile für ABAQUS 5.7
10.3.1. Elastische Simulation
*SYSTEM
0, 0, 0, 1, 0, 0, 0, 1, 0
*NODE, SYSTEM=R
1,  200,  17.495,  5.685
· · ·
*ELEMENT,TYPE=S3R,ELSET=E1
1, 10, 11, 9
· · ·
*SHELL SECTION,ELSET=E1,COMPOSITE
0.100000,5,LAMINA,O1_1
· · ·
*ORIENTATION,NAME=O1_1
0.275187, 0.147562, 0.949999, 0.961301, -0.055767, -0.269799, 3, 0
· · ·
*MATERIAL, NAME=KURZFASERVERSTÄRKTER-KUNSTSTOFF
*ELASTIC, TYPE = LAMINA
10540, 3300, 0.12, 1860, 1860, 1500, 25
*STEP,NLGEOM
*STATIC
0, 1
*BOUNDARY, OP=MOD
· · ·
*CLOAD,OP=MOD
· · ·
*EL FILE,POSITION=CENTROIDAL,FREQUENCY=1
S,SINV,E
*NODE PRINT,NSET=definition
U
*NODE FILE
U,RF
*END STEP
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10.3.2. Isotrope Kriechsimulation
*SYSTEM
0, 0, 0, 1, 0, 0, 0, 1, 0
*NODE, SYSTEM=R
1,  200,  17.495,  5.685
· · ·
*ELEMENT,TYPE=S3R,ELSET=E1
1, 10, 11, 9
· · ·
*SHELL SECTION,ELSET=E1,COMPOSITE
0.100000,5,LAMINA,O1_1
· · ·
*ORIENTATION,NAME=O1_1
0.275187, 0.147562, 0.949999, 0.961301, -0.055767, -0.269799, 3, 0
· · ·
*MATERIAL, NAME=KURZFASERVERSTÄRKTER-KUNSTSTOFF
*ELASTIC, TYPE = LAMINA
10540, 3300, 0.12, 1860, 1860, 1500, 25
*MATERIAL, NAME= LAMINA
*CREEP, LAW=TIME
2.8833E-08, 1.852, -0.7939, 25
*BOUNDARY, OP=MOD
· · ·
*CLOAD,OP=MOD
· · ·
*STEP, INC =   50, NLGEOM
*VISCO,CETOL=8E-4
0.1,100000.,1.E-3
*EL FILE,POSITION=CENTROIDAL,FREQUENCY=1
S,SINV,E
*NODE PRINT,NSET=definition
U
*NODE FILE
U,RF
*END STEP
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10.3.3.  Anisotrope Kriechsimulation
*SYSTEM
0, 0, 0, 1, 0, 0, 0, 1, 0
*NODE, SYSTEM=R
1,  200,  17.495,  5.685
· · ·
*ELEMENT,TYPE=S3R,ELSET=E1
1, 10, 11, 9
· · ·
*SHELL SECTION,ELSET=E1,COMPOSITE
0.100000,5,LAMINA,O1_1
· · ·
*ORIENTATION,NAME=O1_1
0.275187, 0.147562, 0.949999, 0.961301, -0.055767, -0.269799, 3, 0
· · ·
*MATERIAL, NAME=KURZFASERVERSTÄRKTER-KUNSTSTOFF
*ELASTIC, TYPE = LAMINA
10540, 3300, 0.12, 1860, 1860, 1500, 25
*MATERIAL, NAME= LAMINA
*CREEP, LAW=TIME
2.8833E-08, 1.852, -0.7939, 25
*POTENTIAL
1, 0.16, 0.16, 0.77, 0.77, 0.77
*BOUNDARY, OP=MOD
· · ·
*CLOAD,OP=MOD
· · ·
*STEP, INC =   50, NLGEOM
*VISCO,CETOL=8E-4
0.1,100000.,1.E-3
*EL FILE,POSITION=CENTROIDAL,FREQUENCY=1
S,SINV,E
*NODE PRINT,NSET=definition
U
*NODE FILE
U,RF
*END STEP
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10.4. Stoffwerte für die Spritzgießsimulationen
10.4.1. Ultradur B4300G6 (PBT-GF30)
Stoffwert Koeffizienten
Viskosität
(Carreau-Ansatz)
A: 938,15 Pa s
B: 0,00984 s
C: 0,57494
T0: 245,5 °C
Ts: 108,8°C
Wärmeleitfähigkeit 0,420 W/m/K
Temperaturleitfähigkeit 0,1512 mm2/s
Fließgrenztemperatur 220°C
pVT-Daten
(7-Koeffizientenansatz)
PS1: 1,733082 x 104 bar cm3/g
PS2: 8,071268 x 10-1 bar cm3/g/K
PS3: 2,192576 x 103 bar
PS4: 2,565262 x 104 bar
PF1: 1,314487 x 104 bar cm3/g
PF2: 1,643059 x 100bar cm3/g/K
PF3: 7,628144 x 103 bar
PF4: 1,975134 x 104 bar
PF5: 9,467318 x 10-11 cm3/g
PF6: 9,436890 x 10-2 1/K
PF7: 2,937986 x 10-3 1/K
PK1: 209,49°C
PK2: 0,0311 1/bar
Tabelle 10.1: Stoffwerte für Ultradur B4300G6
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10.4.2. Ultramid A3WG5 (PA66-GF25)
Stoffwert Koeffizienten
Viskosität
(Carreau-Ansatz)
A: 423,863 Pa s
B: 0,0126 s
C: 0,5151
T0: 280°C
Ts: 88,73°C
Wärmeleitfähigkeit 0,125 W/mK
Temperaturleitfähigkeit 0,0386 mm2/s
Fließgrenztemperatur 250°C
pVT-Daten
(7-Koeffizientenansatz)
PS1: 2,042 x 105 bar cm3/g
PS2: 5,694 x 10-1 bar cm3/g/K
PS3: 1,244 x 103 bar
PS4: 2,653 x 105 bar
PF1: 6,861 x 104 bar cm3/g
PF2: 7,049 x 100 bar cm3/g/K
PF3: 9,808 x 103 bar
PF4: 1,108 x 105 bar
PF5: 2,186 x 10-1 bar cm3/g
PF6: -5,272 x 10-3 1/K
PF7: 2,453 x 10-4 1/bar
PK1: 259,5°C
PK2: 0,0025 1/bar
Tabelle 10.2: Stoffwerte für Ultramid A3WG5
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10.5. Faserlängenverteilung und Faserorientierung
10.5.1. Rohrkörper
Bild 10.1: Faserlängenverteilung des Rohrkörpers aus PBT-GF30 (angussnah)
Bild 10.2: Faserorientierung des Rohrkörpers aus PBT-GF30 (angussnah)
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Bild 10.3: Faserlängenverteilung des Rohrkörpers aus PBT-GF30 (angussfern)
Bild 10.4: Faserorientierung des Rohrkörpers aus PBT-GF30 (angussfern)
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Bild 10.5: Faserlängenverteilung des Rohrkörpers aus PA66-GF25 (angussnah)
Bild 10.6: Faserorientierung des Rohrkörpers aus PA66-GF25 (angussnah)
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Bild 10.7: Faserlängenverteilung des Rohrkörpers aus PA66-GF25 (angussfern)
Bild 10.8: Faserorientierung des Rohrkörpers aus PA66-GF25 (angussfern)
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10.5.2. Schulterstäbe
Bild 10.9: Faserlängenverteilung des Schulterstabes aus PBT-GF30 (angussnah)
Bild 10.10: Faserorientierung des Schulterstabes aus PBT-GF30 (angussnah)
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Bild 10.11: Faserlängenverteilung des Schulterstabes aus PBT-GF30 (angussfern)
Bild 10.12: Faserorientierung des Schulterstabes aus PBT-GF30 (Angussfern)
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Bild 10.13: Faserlängenverteilung des Schulterstabes aus PA66-GF25 (angussnah)
Bild 10.14: Faserorientierung des Schulterstabes aus PA66-GF25 (angussnah)
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Bild 10.15: Faserlängenverteilung des Schulterstabes aus PA66-GF25 (angussfern)
Bild 10.16: Faserorientierung des Schulterstabes aus PA66-GF25 (angussfern)
0 , 0 0
0 , 0 5
0 , 1 0
0 , 1 5
0 , 2 0
0 , 2 5
0 , 3 0
0 , 3 5
0 , 4 0
0 , 4 5
3 5 7 5 1 2 5 1 7 5 2 2 5 2 7 5 3 2 5 3 7 5 4 2 5 4 7 5 5 2 5 5 7 5 6 2 5 6 7 5 7 2 5 7 7 5 8 2 5 8 7 5 9 2 5 9 7 5
0 , 0 0
0 , 0 2
0 , 0 4
0 , 0 6
0 , 0 8
0 , 1 0
0 , 1 2
0 , 1 4
0 , 1 6
A n z . - A n t e i l
V o l . - A n t e i l
V
ol
.-A
nt
ei
l
A
nz
.-A
nt
ei
l
Klassenmitte [µm]
Anzahlgewichtete mittlere Faserlänge [mm]
Volumengewichtete mittlere Faserlänge [mm]
0,210
0,329
0,0
0,1
0,2
0,3
0,4
0,5
0,6
0,7
0,8
0,9
1,0
1,1
0,00 0,79 1,58 2,36 3,15 3,94
Dicke [mm]
T
en
so
rk
o
m
p
o
n
en
te
 a
1
1
MOLDFLOW
CADMOULD
Messung
LEBENSLAUF
Zur Person
Name
Geburtsdatum/ -ort
Staatsangehörigkeit
Familienstand
Thorsten Pflamm-Jonas
19.12.1972 in Dieburg
deutsch
verheiratet
Schulbildung
06/79 – 05/83
06/83 - 05/89
06/89 - 05/92
Marienschule, Grundschule Dieburg
Goetheschule, Gymnasium Dieburg
Alfred-Delp-Schule, Oberstufengymnasium Dieburg
Allgemeine Hochschulreife
Wehrdienst
10/92 - 09/93 Grundwehrdienst in Würzburg, Hammelburg und
Darmstadt
Studium
10/93 - 04/98 Studium der Materialwissenschaften an der Technischen
Universität Darmstadt
Diplomarbeit am Deutschen Kunststoff-Institut
Thema: Deformationsverhalten polymerer Werkstoffe
bei erhöhter Temperatur
Abschluss: Diplom-Ingenieur
Berufspraxis
05/98 - 07/00 Wissenschaftlicher Mitarbeiter
Deutsches Kunststoff-Institut, Darmstadt
Abteilung Technologie
seit 01.08.2000 Projektleiter Advanced Development
Magna Interior Systems, Alzenau
Thorsten Pflamm-Jonas
Anton-Bruckner-Straße 2
64807 Dieburg
Dieburg, den 19.09.2000
Eidesstattliche Erklärungen
Hiermit erkläre ich an Eides Statt, dass ich meine Dissertation selbständig und nur mit
den angegebenen Hilfsmittels angefertigt habe.
Hiermit erkläre ich an Eides Statt, dass ich bisher noch keinen Promotionsversuch
unternommen habe.
Unterschrift
